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Introduction
Il suffit d’observer les derniers programmes aéronautiques (A350, Boeing Dreamliner) pour
constater l’essort des matériaux composites dans la construction avionique. Néanmoins les avions
de demain ne seront pas tous en matériaux composites (le but affiché est 50% composite). Les in-
dustriels continuent donc d’améliorer les performances des alliages de titane et d’aluminium dans le
but d’alléger et d’augmenter la résistance des pièces (Ti5553, aluminium-lithium à basse densité...).
Il est donc clair que l’avion tout composite est une légende ! Malgré des performances intrinsèques
moindre que les composites, les alliages métalliques disposent encore d’atouts majeurs : leur prix
moins élevé et leur industrialisation parfaitement maîtrisée. Ces atouts pèseront lourd lorsque les
avionneurs devront arbitrer entre les deux familles de matériaux, particulièrement s’il s’agit de fabri-
quer des avions à grande cadence, comme l’A320 et le 737. L’économie liée aux alliages métalliques
à de beaux jours devant elle.
Les activités économiques liées aux services industriels du travail des métaux représentent plu-
sieurs milliards d’euros en France. Le secteur de l’usinage dans le Grand Sud-Ouest a représenté
environ 840 millions d’euros entre 2009 et 2010 (INSEE). Les enjeux économiques liés à l’usinage
sont donc très importants et la productivité est cruciale, notamment dans un domaine hautement
qualifié comme l’aéronautique.
Les grands clients du travail des métaux sont l’industrie automobile, navale, ferroviaire et aéro-
nautique. C’est à cette dernière que notre étude s’intéresse, en particulier dans le cadre de l’usinage
par outils coupants des alliages de titane. L’usinage est un procédé de mise en forme majeur dans
la fabrication de pièces structurelles métalliques dans le domaine aéronautique. Certaines de ces
pièces (mât réacteur, pièces de structure soumises à des efforts importants, etc...) sont généra-
lement en alliage de titane car cela permet de répondre aux exigences des concepteurs en ce qui
concerne la légèreté, les hautes propriétés mécaniques et la résistance à la corrosion. Les contraintes
de dimensionnement des pièces avions, liées aux économies de masse, induisent la réalisation d’une
grande variété de formes souvent complexes et des taux d’enlèvement de matière pouvant repré-
senter jusqu’à 95% de la masse initiale dans les cas extrêmes. La tendance actuelle chez Airbus est
d’augmenter le By-to-Fly ratio, qui est le rapport entre les masses de la pièce finie et brute. Une
des pistes principales de travail est l’obtention d’une pièce brute proche de la pièce finale, nommé
aussi le Near Net Shape. Par exemple, Aubert et Duval ont optimisé leur processus de matriçage
sur certaines pièces en titane comme les cadres de structure (pare-brise, portes) et ont ainsi divisé
par deux la perte de matière en chassant les surépaisseurs et en intégrant mieux les processus de
fabrication dès la phase de définition. A l’avenir, comment usiner ces pièces ? Des ébauches faibles ?
De la finition directe ? Néanmoins, celles-ci ne peuvent pas être réalisées au détriment de la qualité
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des pièces, en particulier en ce qui concerne la qualité en fatigue car la sécurité des passagers en
dépend.
En effet, la fatigue est une des principales causes d’endommagement des structures aéronau-
tiques. Elle se produit lorsqu’une variation de la sollicitation mécanique apparaît, par exemple, lors
des phases de vol d’un avion. Le phénomène de fatigue se caractérise par deux phases : l’amorçage
et la propagation des fissures. L’examen des faciès de rupture montre que dans la plupart des cas,
l’amorçage des fissures s’initie en surface. De nombreuses études ont montré que l’intégrité de sur-
face des pièces métalliques joue un rôle important dans la tenue à la fatigue. Or, les propriétés de
l’intégrité de surface d’une pièce peuvent être largement modifiées par le mode de fabrication, ce
qui implique :
– pour le concepteur, d’être capable de spécifier les caractéristiques de la surface afin d’assurer
la durée de vie recherchée ;
– pour l’usineur, de maîtriser le processus de fabrication pour obtenir l’intégrité de surface
spécifiée.
L’objectif principal associé à cette problématique est un objectif lié à la sécurité par l’élévation
du niveau de maîtrise de la tenue en fatigue des avions. Cela va se traduire par l’identification d’un
ou des paramètres d’usinage permettant de piloter la durée de vie en fatigue de la pièce.
Un objectif économique est aussi envisageable, il s’agit de proposer une stratégie d’usinage adap-
tée au Near Net Shape privilégiant l’usinage direct d’une surface optimisée au niveau fatigue. Deux
objectifs envisagés : usinage conventionnel (non UGV) peu côuteux et allègement des structures.
Ce travail a été réalisé en collaboration avec Airbus France, site de St Eloi, qui a fourni la
matière première, les outils, diverses informations et données techniques concernant le matériau et
les conditions de coupe.
La littérature met en évidence le rôle majeur joué par trois paramètres qui sont généralement
retenus pour décrire l’intégrité de surface : un paramètre géométrique (la rugosité), paramètre
mécanique (les contraintes résiduelles) et un paramètre métallurgique (la microstructure et la mi-
crodureté). L’étude menée affiche trois objectifs clairs :
– Identifier les paramètres d’usinage qui influencent l’intégrité de surface.
– Identifier les paramètres de l’intégrité de surface impactant la durée de vie en fatigue.
– Prédire la durée de vie en fatigue de la pièce à partir de la gamme d’usinage ou améliorer la
durée de vie en fatigue à partir de la gamme d’usinage.
Afin de réaliser ces objectifs, des essais d’usinage ont été menés, suivis d’observations de la
surface et pour finir des essais de fatigue en flexion plane ont été réalisés.
Ce manuscrit s’organise en quatre chapitres et une conclusion générale. L’articulation du mé-
moire est la suivante :
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Le premier chapitre s’attache, au travers d’une étude bibliographique, à poser les bases scien-
tifiques de l’étude. Cette étude bibliographique commence par une présentation du titane et de
ses alliages, notamment le Ti6Al4V (matériau étudié). Elle se poursuit par l’étude du lien usi-
nage/surface et met en évidence plusieurs paramètres influents sur l’intégrité de surface. Ensuite
elle s’intéresse à l’étude du lien surface/fatigue et des critères influents. Quelques généralités sur la
fatigue sont aussi présentées. Puis elle se penche sur le lien usinage/fatigue où très peu d’études
concernant le Ti6Al4V ont été réalisées. Enfin une synthèse générale de l’étude bibliographique est
exposée.
Le deuxième chapitre décrit l’ensemble des moyens et protocoles expérimentaux mis en place
ainsi que les observations qui découlent de la validation des moyens de mesure. Il présente également
les caractéristiques mécaniques et microstructurales de l’alliage utilisé dans ce travail.
Ensuite, le troisième chapitre présente les résultats expérimentaux et leurs discussions. Il com-
mence par l’étape s’intéressant au lien usinage/surface. Puis celle étudiant le lien surface/fatigue
et le choix des gammes d’usinage pour les essais de fatigue y est également exposée. Enfin, une
conclusion sur ces résultats est faite.
Le quatrième chapitre traite de la modélisation numérique de la coupe orthogonale. Cependant,
le développement d’un modèle numérique de l’usinage n’est pas l’objet de cette étude. Il s’agit dans
un premier temps d’appréhender les méthodes numériques de simulation de la coupe et de les jauger
à des essais expérimentaux.
Enfin, une conclusion générale résumant les faits majeurs de ce travail ainsi que les perspectives
envisageables sont présentées.
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1.1 Le titane et ses alliages
Cette première partie s’articule autour de quatre points. Le premièr est dédié à une présentation
du titane et de ses alliages, à leurs différentes microstructures, notamment pour le Ti6Al4V qui est
le matériau de l’étude, ainsi qu’à leur usinabilité. Le second point traite de l’influence de l’usinage
sur l’intégrité de surface. Le troisième étudie l’influence de l’intégrité de surface sur la durée de vie
en fatigue. Enfin, le quatrième et dernier point étudie l’influence de l’usinage sur la durée de vie en
fatigue.
1.1.1 Historique
Le titane représente 0,6% de la croûte terrestre et se classe 4eme des métaux les plus abondants
après le fer, l’aluminium et le magnésium [Lutjering and Williams, 2003].
C’est en 1791, que William Gregor, un révérend britannique, minéralogiste et chimiste découvrit
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le titane. En examinant le sable de la rivière Helford dans la vallée de Menachan en Cornouailles, il
isola ce qu’il nomma sable noir, connu aujourd’hui sous le nom d’ilménite. Suite à des manipulations
physico-chimiques, élimination du fer avec un aimant et traitement du sable avec de l’acide chlorhy-
drique, il produisit un oxyde impur d’un élément inconnu. Il le nomma méchanite ou ménachanite
d’après le nom de la vallée.
Indépendamment de cette découverte, 4 ans plus tard, un chimiste berlinois, Martin Heinrich
Klaproth, identifia le même métal et le nomma oxyde de titane, connu aussi sous le nom de rutile.
C’est la mythologie grecque qui lui fournit ce nom. Les titans étaient les enfants d’Ouranos et de
Gaïa. Leur père les haïssaient car ils voulaient s’emparer de son trône. Il les a détenu en captivité
dans la croûte terrestre, d’ou le nom de titane.
Un siècle après Gregor, en 1910, Matthew Albert Hunter, chercheur au Rensselaer Polytechnic
Institute à Troy (New-York), isola du titane pur à 99% en chauffant du tétrachlorure de titane
(TiCl4) avec du sodium. La méthode trouvée par Hunter pour produire du titane ne fut suivie
d’aucun développement industriel.
Wilhelm Justin Kroll, chimiste luxembourgeois, est reconnu comme le père de l’industrie du
titane. En effet, en 1932 il produisit des quantités importantes de titane en combinant le TiCl4
avec du calcium. Au début de la seconde guerre mondiale, il s’enfuit aux Etats-Unis d’Amérique.
Checheur à l’U.S. Bureau of Mines, il optimisa son extraction en réduisant le TiCl4 et en changeant
le calcium par du magnésium. Aujourd’hui, cette méthode est la plus employée. Elle est connue
sous le nom du processus de Kroll.
Après la deuxième guerre mondiale, les alliages de titane ont été considérés comme des matériaux
de base pour la construction des moteurs d’avion. En 1948, la compagnie DuPont fut la première
à produire et commercialiser le titane [Leyens and Peters, 2003].
1.1.2 Contexte industriel et applications
L’intérêt pour le titane a commencé après la seconde guerre mondiale, à la fin des années 1940
et au début des années 1950. Principalement aux Etats-Unis d’Amérique, où le gouvernement a
parrainé de grandes usines de production d’éponges de titane comme TIMET en 1951 et RMI en
1958.
En Europe, la production à grande échelle n’a débuté qu’en 1951 au Royaume-Uni avec la
division métal des industries chimiques impériales (Metals Division of Imperial Chemical Industries,
plus tard IMI et Deeside Titanium), qui est devenu le principal producteur européen de titane.
En France, l’éponge (figure 1.1) de titane a été produite pendant plusieurs années et en 1963 la
production a cessé. Au Japon, la production d’éponge a commencé en 1952 avec deux sociétés, la
Osaka Titanium et la Toho Titanium. Ces deux sociétés ont eu une capacité relativement importante
de production à partir de 1954. L’Union Soviétique a commencé à produire de l’éponge de titane en
1954. Sa production a considérablement augmenté au cours des années et en 1979 elle est devenue
le premier producteur mondial d’éponge de titane.
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Figure 1.1 – Eponge de titane
Aux Etats-Unis, le développement de l’alliage de titane progresse rapidement puisqu’en 1950 il
est stimulé par la reconnaissance de l’ajout d’aluminium qui le renforce. D’autres éléments ont été
additionnés au titane, comme l’étain. Ce qui a donné l’alliage α (Ti-5Al-2,5Sn) pour des applications
à haute température. L’addition de molybdène stabilise la phase β et donne un alliage α+β (Ti-7Al-
4Mo) pour des applications à haute résistance. En 1954, un alliage α+ β a eu une percée majeure
aux Etats-Unis, c’est le Ti-6Al-4V (ou TA6V). Il combine d’excellentes propriétés et une bonne
productibilité. Aujourd’hui, il est l’alliage de titane le plus employé [Leyens and Peters, 2003].
Parallèlement au Royaume-Uni, un alliage a été développé pour les hautes températures des
moteurs aéronautiques et en 1956 l’alliage Ti-4Al-4Mo-2Sn-0,5Si (plus tard IMI 550) fit son ap-
parition. Ce fut la première fois qu’on utilisa du silicium comme élément d’addition et ceci pour
améliorer la résistance au fluage.
Le premier alliage de titane β, a été développé aux États-Unis dans le milieux des années 1950.
Au début des années 1960, sa haute résistance mécanique et sa dureté ont été utilisées pour fabriquer
la peau d’un avion espion légendaire, le SR-71 (figure 1.2) [Lutjering and Williams, 2003].
Figure 1.2 – SR-71 : avion espion de l’U.S. Air Force [Wikipedia, 2012]
Les progrès réalisés dans l’amélioration du procédé KROLL d’élaboration d’éponges de titane,
dans la refusion d’éponges et de chutes pour la production de lingots ont permis de créer une
gamme très complète de titanes et d’alliages, répondant à des spécifications technico-économiques
variées. Aujourd’hui encore son coût unitaire reste élevé comparé aux autres familles de matériaux
métalliques (tableau 1.1). Dans le tableau 1.2 se trouve la répartition de la consommation mondiale
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de titane selon les grands marchés applicatifs [Titane, 2012].
Métal $/tonne
Acier 400
Aluminium 1500
Acier Inox 2000
Titane 18000 à 25000
Tableau 1.1 – Comparatif des prix de différents métaux [Titane, 2012]
Marché applicatif Consommation (tonnes)
Energie/Chimie 20000-25000
Aéronautique civile 14000-19000
Aéronautique militaire 3000-4000
Sport & Loisirs 3000
Médical 800
Bâtiment 500
Autres (dont lunetterie) 1000
Total 42300-53300
Tableau 1.2 – Consommation des marchés applicatifs [Titane, 2012]
L’utilisation du titane dans l’aéronautique ne fait qu’augmenter, comme l’illustre la figure 1.3.
Ce phénomène est très marqué dans l’aéronautique militaire [Association, 2012]. Par exemple, 26%
de la masse du F-15 (1970) est en alliage de titane alors que le F4 (1960) n’en comporte que 9%. Mis
en service au milieu des années 2000, le F-22 a été concu à la fin des années 1980 afin de remplacer
le F-15 et contient 39% de titane. Le SR-71, sorti des chaînes en 1962, et était composé de 90% de
titane. Ses records de vitesse et d’altitude n’ont toujours pas été battus.
Figure 1.3 – Utilisation des alliages de titane dans l’aéronautique [Association, 2012]
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1.1.3 Microstructure du titane et de ses alliages
Les compositions, les microstructures et les propriétés du titane et de ses alliages, notamment
celles du Ti6Al4V, sont présentées dans ce paragraphe.
1.1.3.1 Cristallographie et propriétés physiques du titane non allié
Le titane non allié ou pur est le siège d’une transformation allotropique au voisinage de 882◦C.
En dessous de cette température, la structure cristalline est hexagonale compacte (hc), appelée
α, de paramètres a = 0, 295 nm, c = 0, 468 nm et de rapport c/a = 1, 587. Au-dessus de cette
température, la structure est cubique centrée (cc), appelée phase β, de paramètre a = 0, 33 nm
(figure 1.4). La température de transition α→ β est appelée transus β (Tβ). Pour les alliages, cette
température est éminemment variable en fonction des éléments d’addition. Il est donc primordial
de la connaître avec précision [Combres and Champin, 1995].
Figure 1.4 – Microstructure du titane pur [Combres and Champin, 1995]
Le tableau 1.3 présente un comparatif des propriétés physiques de différents métaux, dont le
titane [Combres, 1999][Lutjering and Williams, 2003].
1.1.3.2 Eléments d’addition du titane
Les éléments d’addition stabilisent soit la phase α, dit éléments alphagènes, soit la phase β,
dit élément betagènes. Les éléments α-gènes augmentent la valeur de Tβ et les éléments β-gène
diminuent la valeur de Tβ. Enfin les éléments neutres, tels que le zirconium (Zr) et l’étain (Sn),
ont peu d’effet sur Tβ. Selon que l’on ajoute des éléments alphagènes ou bétagènes, on obtient à
température ambiante des alliages différents de par leur structure et leurs propriétés. On peut donc
selon leur structure, classer les alliages de la manière suivante [Combres and Champin, 1995] :
– Les alliages α sont constitués en majorité d’éléments alphagènes ;
– Les alliages α + β sont les plus utilisés et se caractérisent par la présence des deux phases à
température ambiante ;
– Les alliages β contiennent majoritairement des éléments bétagènes.
Le tableau 1.4 présente les principaux éléments d’alliages rencontrés.
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Propriété Ti Fe Ni Al
Masse volumique (g.cm−3) 4,5 7,9 8,9 2,7
Température de fusion (◦C) 1670 1538 1455 660
Température de transformation allotropique (◦C) α 882−−→ β α 912−−→ γ - -
Module de Young (GPa) 115 215 200 72
Limite d’élasticité (MPa) 1000 1000 1000 500
Coefficient de Poisson 0,33-0,34 021-0,259 0,312 0,33
Capacité thermique massique (J.kg−1.K−1) 522,5 440 440 900
Conductivité thermique (W.m−1.K−1) 16,7 80,2 90,7 237
Résistivité (Ω.m) 4,78.10−9 104.10−9 70.10−9 27.10−9
Coefficient de dilatation linéaire (K−1) 8,5.10−5 1,23.10−5 1,3.10−5 23,8.10−5
Résistance à la corrosion Très élevée Faible Moyen Elevée
Réactivité avec l’oxygène Très élevée Faible Faible Elevée
Prix du métal Très élevée Faible Elevé Moyen
Tableau 1.3 – Propriétés physiques
Caractère Eléments
α-gènes Al, O, C, N
β-gènes H, Mo, V, Nb, Mn, Fe, Cr, Si, Ni, Cu
Neutres Zr, Sn
Tableau 1.4 – Principaux éléments d’alliages rencontrés
Les éléments d’addition influencent à la fois les propriétés de résistance à la corrosion, par
modification de la chimie de la surface, mais aussi les propriétés mécaniques soit par le biais de la
solution solide, soit par l’influence sur la morphologie de la microstructure [Combres, 1999].
Le tableau 1.5 montre les propriétés des différents types d’alliage [Leyens and Peters, 2003].
Propriété α α+ β β
Masse volumique + + -
Résistance - + ++
Ductilité -/+ + +/-
Ténacité + -/+ +/-
Résistance au fluage + +/- -
Comportement à la corrosion ++ + +/-
Comportement à l’oxydation ++ +/- -
Soudabilité + +/- -
Formage à froid - - - -/+
Tableau 1.5 – Propriétés des alliages α, α+ β et β
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1.1.3.3 Microstructures des alliages de titane
La microstructure des alliages de titane est décrite principalement par la taille et l’arrangement
des phases α et β. Leyens et Peters [Leyens and Peters, 2003] distinguent deux microstructures
principales, la microstructure lamellaire (figure 1.5a) qui est générée par la vitesse de refroidissement
à partir de la phase β et la microstructure équiaxe (figure 1.5b) qui est le résultat d’un processus de
recristallisation (traitement thermomécanique) dans le domaine α+β. La vitesse de refroidissement
(figure 1.6) et le domaine à partir duquel l’alliage est refroidi agiront sur la morphologie de la
microstructure. Plus la vitesse de refroidissement sera rapide et plus on aura une microstructure
aiguillée.
Figure 1.5 – Exemples de microstructures de TA6V [Combres, 1999]
Figure 1.6 – Influence de la vitesse de refroidissement à partir du domaine β sur une microstructure
lamellaire, Ti-6242 [Lutjering, 1998]
Le tableau 1.6, montre l’influence de la microstructure sur quelques propriétés mécaniques
[Leyens and Peters, 2003]. Le cas du Ti6Al4V (matériau concerné par notre étude) sera détaillé
par la suite.
1.1.3.4 Matériau étudié : le Ti-6Al-4V ou TA6V
1.1.3.4.1 Généralités
Plus de 50% des alliages de titane utilisés de nos jours sont le Ti-6Al-4V ou TA6V qui est
un alliage α + β. Il a été développé au début des années 1950 aux Etats-Unis, à l’Institut de
Technologie de l’Illinois. Il est l’un des tous premiers alliages de titane qui a été fabriqué. Il y
a deux raisons qui explique son succès. La première, c’est qu’il possède un bon équilibre de ses
propriétés par rapport aux autres alliages. La seconde, c’est qu’il est de loin l’alliage de titane le
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Propriété Lamellaire Equiaxe Fine Grossière
Module d’élasticité ◦ +/- ◦ ◦
Résistance - + + -
Ductilité - + + -
Ténacité + - - +
Amorçage de fissure - + + -
Propagation de fissure + - - +
Résistance au fluage + - - +
Superplasticité - + + -
Comportement à l’oxydation + - + -
Tableau 1.6 – Influence de la microstructure sur les propriétés mécaniques
plus développé et testé. Ceci est essentiellement dû au fait qu’il est très utilisé dans l’industrie
aéronautique [Leyens and Peters, 2003]. Sa composition chimique est présenté dans le tableau 1.7,
selon la norme AFNOR L14-601.
Elément Ti Al V Fe O C N H
% poids Base 5,5-6,75 3,5-4,5 <0,25 <0,2 <0,08 <0,05 <0,01
Tableau 1.7 – Composition chimique du TA6V (AFNOR L14-601)
Les principales caractéristiques physiques et mécaniques sont données dans le tableaux 1.8
[Lutjering and Williams, 2003] [Leyens and Peters, 2003] :
Propriété Valeur
HV Dureté 300-400
E Module d’Young (GPa) 110-140
Re Limite d’élasticité (MPa) 800-1100
Rm Résistance maximale à la traction (MPa) 900-1200
A Allongement à la rupture (%) 13-16
KIC Ténacité (MPa
√
m) 33-110
ρ Masse volumique (kg/m3) 4430
λ Conductivité thermique (Wm−1K−1) 7
c Capacité thermique massique (Jkg−1K−1) 530
Tβ Transformation allotropique 995◦C
Tableau 1.8 – Propriétés mécaniques et physiques du TA6V
1.1.3.4.2 Microstructure du TA6V
Lorque l’alliage est mis en solution dans le domaine β et refroidi par une trempe énergique,
la phase β subit une transformation martensitique conduisant à la formation de la phase α’ ou
microstructure aiguillée (figure 1.7a). Quand la vitesse de refroidissement diminue, le diamètre des
aiguilles augmente, puis les aiguilles se transforment en lamelles d’épaisseur de plus en plus impor-
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tante, c’est la microstructure lamellaire (figure 1.7b), dite en vannerie ou de Widmanstätten. Par
traitement thermomécanique (déformation à chaud ou simple traitement thermique sur structures
déformées), on peut briser les lamelles et les faire recristalliser en nodules sphériques. On obtient
alors la microstructure équiaxe (figure 1.7c), cette microstructure se forme à partir du domaine
α + β avec refroidissement lent. A ces trois structures principales s’ajoute une quatrième, la mi-
crostructure bimodale ou duplex (figure 1.7d) obtenue à partir du domaine α+ β avec une trempe
rapide [Combres, 1999].
Figure 1.7 – Exemple de microstructure du TA6V [Combres and Champin, 1995]
Elle est formée de nodule α, appelé aussi α primaire (αp), et d’autre part de colonies lamellaires
constituées de la phase β et αs (α secondaire) sous forme de lamelles (figure 1.8).
Concernant la phase β, il est souvent admis qu’elle est plus dure que la phase α. Elle possède
une limite élastique plus importante, par exemple pour des alliages Ti-Mn elle passe de 350 MPa
s’il est monophasé α à 1000 MPa s’il est monophasé β [Ankem and Margolin, 1986]. Il est difficile
de se positionner sur sa déformation plastique au sein d’un alliage α + β car certains auteurs
[Feaugas and Clavel, 1997] [Mahajan and Margolin, 1982a] [Mahajan and Margolin, 1982b] n’ont
pas observé sa déformation alors que d’autres l’ont observé [Ambard et al., 2001] [Savage et al., 2004].
Lors d’un essai de traction insitu sous MEB avec des analyses EBSD (Electron Back-Scattering Dif-
fraction) sur un Ti6Al4V de microstructure bimodale, Bridier et al. [Bridier, 2006] [Bridier et al., 2005]
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Figure 1.8 – Microstructure bimodale du Ti6Al4V : (a) grain αp et colonies αs/β ; (b) vue détaillée
d’une colonie lamellaire avec les lamelles αs en clair et β en sombre [Castany et al., 2007]
ont observé que les grains α se déforment bien avant les colonies lamellaires, composées de β et de
αs, et ceci à des contraintes inférieures à la limite d’élasticité conventionnelle à 0,2%.
Dans tous les cas, il faut noter que les alliages biphasés ne présentent qu’une faible proportion
de phase β et que par conséquent, la déformation de l’alliage peut se résumer à la déformation de
la phase α bien que la phase β ait un rôle dans la déformation [Castany et al., 2007].
1.1.4 Usinage des alliages de titane
On appelle usinage toute opération de mise en forme par enlèvement de matière destinée à
conférer à une pièce des dimensions et un état de surface (écart de forme et rugosité) situés dans une
fourchette de tolérance donnée [Felder, 1997]. De nos jours ces opérations d’usinages sont réalisées
sur des machines outils équipées de commande numérique (MOCN). Ces machines sont capables de
piloter très précisément et de manière répétable les déplacements relatifs entre l’outil et la pièce pour
générer les surfaces de la pièce (simples ou complexes) en respectant les spécifications demandées par
le client. Ces opérations, réprésentent encore aujourd’hui une part très importante des procédés de
mise en forme des matériaux. Dans le domaine aéronautique, l’évolution permanente des machines-
outils et des outils permet de réaliser des pièces complexes avec des durées de production de plus en
plus faibles. En aéronautique ce sont les opérations de fraisage qui permettent de réaliser la plupart
des pièces usinées.
1.1.4.1 Usinabilité des alliages de titane
L’usinabilité est un terme utilisé pour décrire l’aptitude d’un matériau à subir une mise en forme
par enlèvement de matière plus ou moins facile. Les principaux paramètres de l’usinabilité peuvent
se mesurer à travers la durée de vie de l’outil ( par exemple l’évolution de l’usure au cours du temps),
le taux d’enlèvement de matière (productivité), les efforts de coupe et la puissance consommée lors
de l’usinage, l’intégrité de surface, le respect des tolérances dimensionnelles et géométriques, et
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à travers l’observation des copeaux. L’usinabilité est affectée significativement par les propriétés
(mécaniques et thermiques) de la matière à usiner, les propriétés et la géométrie de l’outil de coupe,
les conditions de coupe utilisées et l’environnement de coupe [Ezugwu, 2005].
Les études sur l’usinabilité du titane ont commencé dès le début des années 1950 avec l’augmen-
tation de l’utilisation de celui-ci, notament dans l’industrie aéronautique. Siekmann [Siekman, 1955]
fut l’un des premiers a souligner sa mauvaise usinabilité. Par la suite, d’autres auteurs comme
[Ezugwu and Wang, 1997] et [Machado and Wallbank, 1990] ont confirmé ce problème. Cette consta-
tation est due aux propriétés intrinsèques du matériau, soit :
– Des propriétés mécaniques conservées à haute température qui s’opposent à la déformation
plastique nécessaire pour former un copeau ;
– Un faible module d’élasticité qui tend à voiler la surface sous la pression exercée par l’outil
de coupe, entraînant du broutage, du talonnage de l’outil ainsi que des problèmes de respect
des tolérances dimensionnelles ;
– Une faible conductivité thermique qui a pour conséquence des températures élevées à l’inter-
face outil-copeau-pièce ;
– Une forte réactivité chimique avec l’outil lorsque la température de coupe dépasse les 500◦C.
La réussite de l’usinage du titane dépend donc de la maîtrise des problèmes qui s’associent à
ses propriétés, à savoir :
– Lors de l’usinage des aciers, il est supposé que 50 % de la chaleur générée par la coupe est
évacuée par les copeaux et les 50% restant sont absorbés par l’outil. Dans le cas du TA6V
aux vitesses de coupes usuelles seulement 20% est évacuée par les copeaux et les 80% restant
dans l’outil (figure 1.9).
Figure 1.9 – Distribution du chargement thermique lors de la coupe du TA6V et d’un acier
[KONIG, 1978]
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– La formation du copeau arrive par un cisaillement adiabatique ou thermoplastique catastro-
phique. La zone de contact outil-copeau est relativement petite (environ 8 µm comparée au
50 µm pour un acier, avec les mêmes conditions de coupe) ce qui génère des températures
élevées pouvant aller jusqu’à environ 1100 ◦C ;
– Lors de l’usinage la zone de contact outil-copeau étant très réduite (due à la formation de
copeaux segmentés), les efforts de coupe étant élevés (comparables aux efforts obtenus lors
de l’usinage de l’acier), la zone de contact étant très faible, les contraintes surfaciques sont
beaucoup plus importantes et localisées à proximité de l’arête. Konig [KONIG, 1978] a relevé
des contraintes plus élevées sur l’outil en usinant le TA6V qu’en usinant le Nimonic 105
(alliage base nickel) et l’acier Ck53N (3 à 4 fois plus élevées pour ce dernier, figure 1.10) ;
Figure 1.10 – Contraintes normales et tangentielles lors de l’usinage du TA6V, Nimonic 105 et
l’acier Ck53N [KONIG, 1978]
– Coefficient de frottement important entre le copeau et l’outil mais assez similaire à celui
obtenu lors de l’usinage de nombreux aciers ;
– Le broutage est principalement causé par le faible module d’élasticité. Lors de l’usinage,
soumis à des efforts de coupe très élevés, le matériau subit une déflection de près de deux
fois celle de l’acier. Par conséquent le retour élastique du matériau derrière l’outil produit
une usure prématurée de la face de dépouille de l’outil, des phénomènes vibratoires et une
élévation considérable de la température. Une autre explication de l’apparition du broutage
réside dans le processus de formation du copeau : les bandes de cisaillement adiabatiques
impliquent des variations dans les efforts de coupe.
Tous ces problèmes pris séparément ou combinés causent une usure rapide, un écaillage voire
même la destruction de l’outil.
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1.1.4.2 Processus de formation du copeau pour les alliages de titane
Selon la nature des matériaux usinés et usinants, les conditions de coupe et les caractéristiques de
la machine outil, différents types de copeaux peuvent être obtenus. Ces copeaux sont classiquement
classés en trois grandes familles [Ernst, 1938] :
– copeaux continus : l’état de déformation plastique est stable dans le temps, les champs mé-
caniques et thermiques sont quasi constants (figure 1.11(i)). A l’échelle de la formation du
copeau, on parle de coupe stable.
– copeaux continus avec formation d’une arête rapportée : la zone de stagnation de la matière en
pointe de l’outil peut être le lieu d’une adhésion de la matière usinée sur l’outil. Une nouvelle
arête de coupe se forme plus ou moins périodiquement entraînant de fortes perturbations sur
l’état de surface de la pièce finale (figure 1.11(ii)).
– copeaux discontinus : l’état de déformation n’est pas stationnaire. Soit le copeau est formé par
une suite de copeaux élémentaires issus principalement d’un mécanisme de rupture (cas de
l’usinage de fonte par exemple) ; soit la localisation plus ou moins importante de la déforma-
tion plastique conduit à un copeau dentelé, on parle aussi de copeaux festonnés ou segmentés
ou encore de copeaux à dents de scies (figure 1.11 (iii)). A l’échelle de la formation du copeau,
on parle de coupe instable.
Figure 1.11 – Classification d’Ernst des différents types de copeaux [Burns and Davies, 2002]
La formation du copeau affecte le processus de coupe (efforts de coupe, température et qualité
de la surface usinée). Par conséquent la compréhension de ce mécanisme est importante. L’usinage
des alliages de titane a pour caractéristique de produire des copeaux segmentés ou en dents de
scie. Les copeaux en dents de scies ont été identifié pour la première fois par Shaw en 1954 lors
de l’usinage d’un alliage de titane possedant de faibles conductivité thermique et capacité ther-
mique massique [Shaw and Vyas, 1998]. Beaucoup d’autres études ont observé cette particularité
lors de l’usinage de ces alliages notament celui du TA6V [Gente et al., 2001] [Arrazola et al., 2009]
[Calamaz et al., 2008] [Sun et al., 2009] [Nouari et al., 2008].
Par exemple Barry et al. [Barry et al., 2001] observent cette segmentation dentelée du copeau
sous des conditions d’usinage conventionnelle (figure 1.12). La périodicité des dents est fonction
de la vitesse de coupe et de l’avance. L’usinage à basses vitesses de coupe et/ou avances produit
un copeau apériodique (points blancs). Les copeaux périodiques (points noirs) se situent dans la
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région à hautes vitesses de coupe et/ou avances.
Figure 1.12 – Morphologie du copeau du TA6V en fonction de la vitesse de coupe et de l’avance
en coupe orthogonale, toutes les échelles sont de 100 µm [Barry et al., 2001]
Pour expliquer ce phénomène, deux théories ont été dévelopées. La première (la plus répandue)
explique la formation du copeau segmenté ou en dents de scie par un mécanisme de cisaillement
thermoplastique catastrophique, appelé encore le cisaillement adiabatique, dans la zone de cisaille-
ment primaire (figure 1.13) [Zhen-Bin and Komanduri, 1995] [Komanduri and Turkovich, 1981]. La
seconde théorie, explique sa formation en raison de l’initiation de fissures dans la surface libre de
la pièce et de sa propagation dans la zone de cisaillement primaire vers l’arête de coupe de l’outil
[Shaw and Vyas, 1998] [Hua and Shivpuri, 2004].
Figure 1.13 – Micrographies d’un copeau segmenté ou en dents de scie (TA6V) en coupe ortho-
gonale, Vc = 175 m/min [Daymi et al., 2009]
Pour la première théorie, Zhen-Bin et Komanduri [Zhen-Bin and Komanduri, 1995] nous disent
que la cause de la formation du copeau dentelé est due à une instabilité pendant le processus
18
1.1. Le titane et ses alliages
de coupe qui résulte d’une compétition entre l’adoucissement thermique et l’écrouissage dans la
zone de cisaillement primaire. La formation de ces bandes de cisaillement très locales ou bandes de
cisaillement adiabatique résulte des mauvaises propriétés thermiques (faible conductivité et capacité
thermique massique) qui conduisent à la concentration de l’énergie thermique dans ces bandes. Sans
transfert de chaleur dans la matière, ces zones localisées portées à hautes températures sont le siège
d’un adoucissement thermique du matériau qui fait chuter ses caractéristiques mécaniques.
Cette compétition entre l’adoucissement thermique et l’écrouissage a été exprimé par Recht en
1964 comme le critère d’instabilité au cisaillement :
0 ≤ −
∂τ¯
∂γ¯
∂τ¯
∂T ∗ dTdγ¯
≤ 1 (1.1)
Où ∂τ¯∂γ¯ représente l’écrouissage,
∂τ¯
∂T l’adoucissement thermique,
dT
dγ¯ la variation de la température
avec la déformation, τ¯ est la contrainte de cisaillement et γ¯ est la déformation de cisaillement.
L’initiation d’une bande de cisaillement adiabatique se produira lorsque τ cessera de croître
(dτ > 0) sous l’effet de la consolidation pour décroître (dτ < 0) sous l’effet de l’adoucissement
thermique, c’est-à-dire lorsque dτ = 0. Si le critère est égal à 1, la localisation est imminente ; si la
valeur s’étend de 0 à 1, le cisaillement sera catastrophique ; des valeurs supérieures à 1 indiquent
une prédominence de l’écrouissage et un copeau long et continu ; des valeurs négatives indiquent que
le matériau devient, malgré une élévation de température, plus résistant [Poulachon et al., 2002].
Pour la seconde théorie, Barry et al. [Barry et al., 2001] observent qu’à des vitesses de coupe
faibles (Vc = 15 m/min), la défaillance dans la zone de cisaillement primaire se produit par clivage
(rupture fragile le long des plans de clivage), tandis qu’à des vitesses de coupe élevées, la rupture
est plutôt de type ductile (nucléation des cavités, croissance et coalescence), indiquant clairement
un degré d’adoucissement thermique dans la zone de cisaillement primaire. Ils soutiennent donc
l’hypothèse selon laquelle la formation de copeaux segmentés serait due à l’initiation et la propaga-
tion d’une fissure dans la bande de cisaillement primaire. Ils nous disent que les études soutenant
la théorie de la formation du copeau par l’initiation et la propagation de fissures sont fondées sur
l’observation de fissures dans des éprouvettes issues d’essais de type quick-stop. Toutefois ces essais
engendrent des contraintes lors du dégagement rapide de l’outil qui ne sont pas prises en compte.
Ces mêmes contraintes peuvent entrainer une fracture au sein de l’outil de coupe. De ce fait, l’appa-
rition de fissures dans la zone de cisaillement primaire dans les études soutenant la seconde théorie
de formation du copeau dentelé, peut être expliquée par la nature des essais réalisés et non par le
procédé d’usinage.
D’autres chercheurs ont analysé ces deux théories :
– D’après Cotterell et al. [Cotterell and Byrne, 2008], la formation du copeau en dents de scie
est due à un cisaillement thermoplastique instable. Ils observent celà pour des vitesses de
coupe faibles et élevées (Vc = 4-140 m/min). Ils corroborent ainsi l’hypothèse selon laquelle
la formation de copeaux segmentés serait due au cisaillement adiabatique.
– Bai et al. [Bai and Dodd, 1992] nous disent que l’existence de bandes de cisaillement adiaba-
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tique n’exclue pas la possibilité de formation de copeaux segmentés par initiation et propa-
gation d’une fissure dans la zone de cisaillement primaire. Ils suggèrent même que les bandes
de cisaillement adiabatique sont généralement les initiateurs à l’apparition de fissures.
– Velasquez [Velasquez, 2007], dans une partie de sa thèse sur l’étude morphologique et métal-
lurgique des copeaux, s’est intéressé à la transformation de phase dans les bandes de cisaille-
ment. Pour cela il a étudié des copeaux de TA6V, obtenus en tournage grande vitesse à sec,
par diffraction des rayons X et par microscopie électronique. Il a observé la présence du titane
α et β dans tout le volume du copeau après l’usinage, et cela pour toutes les vitesses de coupe
étudiées (60-180-300-360-420-540-600 m/min). Il en a conclu qu’il n’y a pas de transformation
de phase dans la bande de cisaillement adiabatique et donc dans le copeau. Ses résultats sont
clairement différents de ceux rapportés par Bayoumi et al [Bayoumi and Xie, 1995]. En effet,
ils observent une transformation de phase dans les copeaux ayant comme conséquence la dis-
parition de la phase Tiβ. Selon Velasquez, des erreurs dans l’indexation des diffractogrammes
ont été faites et ont conduit à une mauvaise interprétation des résultats. Par ailleurs, il a
observé une absence de fissures et/ou de cavités à l’intérieur des bandes de cisaillement adia-
batique, ce qui lui a permis de privilégier la théorie selon laquelle la formation du copeau
dentelé est due au cisaillement adiabatique.
1.1.4.3 Outils de coupe pour l’usinage des alliages de titane
◦ Critères d’un matériau pour outil
Comme nous l’avons vu précédemment la durée de vie de l’outil est un critère pour caractériser
l’usinabilité. D’un point de vue économique, elle est généralement un aspect prépondérant. Du fait
de la mauvaise usinabilité des alliages de titane, les matériaux d’outils de coupe sont soumis à des
chargements thermomécaniques très importants lors de l’usinage.
Une des principales exigences pour ces matériaux d’outils lors de l’usinage des alliages de titane
est de posséder une dureté à chaud importante afin de résister aux températures élevées générées
pendant l’usinage. La plupart des matériaux d’outils perdent en dureté à température élevée à
la suite de l’affaiblissement des liaisons chimiques, ce qui entraine une accélération de l’usure de
l’outil. Le tableau 1.9 montre la température d’adoucissement de quelques matériaux d’outils de
coupe utilisés pour l’usinage des alliages réfractaires tandis que la figure 1.14 illustre l’effet de la
température sur leurs duretés [Ezugwu, 2005].
Matériau de l’outil Température d’adoucissement (◦C)
Acier rapide 600
Carbure de tungstène (WC) 1100
Oxyde d’aluminium (Al2O3) 1400
Nitrure de bore cubique (CBN) 1500
Diamant 1500
Tableau 1.9 – Température d’adoucissement de certains matériaux d’outils
La taille de grains des outils en carbure affectent la résistance à l’usure. Les grains fins vont
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Figure 1.14 – Dureté à chaud de certains matériaux d’outils [Ezugwu, 2005]
diminuer les performances lors de l’usinage par l’augmentation de l’usure. Ceci s’explique par le
fait que les grains fins sont plus facilement arrachables de la face de coupe de l’outil par le copeau.
Cependant les gros grains vont entraîner une usure en cratère plus importante que les grains fins
lorsqu’ils sont arrachés par le copeau de par leurs tailles. Pourtant pour le fraisage des alliages
de titane, il est préférable d’utiliser des outils carbure à gros grains car ils améliorent la ténacité
[Ezugwu et al., 2003]. Ezugwu et Wang [Ezugwu and Wang, 1997] suggèrent de prendre un outil
WC-Co possédant 6% de cobalt avec une taille de grains comprise entre 0,8 et 1,4 µm pour des
performances optimales.
Che-Haron et Jawaid [Che-Haron and Jawaid, 2005] vont dans le même sens que Ezugwu et al.
[Ezugwu et al., 2003]. Ils ont étudié les performances de deux outils carbure non revêtus composés
de 94% de WC (carbure de tungstène) et 6% de Co (cobalt) lors de l’usinage du TA6V. Ils possèdent
respectivement une taille de grains de 0,68 et 1 µm. Ils ont observé que la résistance à l’usure et
la tenue mécanique de l’arête de coupe sont supérieures pour l’outil possédant des grains de plus
grande taille (1 µ).
Les qualités requises pour les matériaux d’outils de coupe sont [Ezugwu and Wang, 1997] :
– une dureté importante à des températures élevées pour résister aux fortes contraintes générées
lors de la coupe ;
– une bonne conductibilité pour minimiser les gradients et les chocs thermiques sur l’outil ;
– une faible réactivité chimique ;
– une ténacité et une résistance à la fatigue bonne pour résister au processus de formation de
copeaux segmentés ;
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– une résistance à la traction, au cisaillement et à la compression élevée.
– une taille de grains suffisament grande.
Les températures élevées et les efforts de coupe importants au niveau de l’arête de coupe vont
entrainer différents types d’usure. Voici les principaux types d’usure rencontrés lors de l’usinage du
titane et de ses alliages :
– usure en dépouille [Ezugwu and Wang, 1997] [Elmagrabi et al., 2008] ;
– usure en cratère [Ezugwu and Wang, 1997] ;
– usure en entaille [Ezugwu and Wang, 1997] ;
– écaillage [Ezugwu and Wang, 1997] [Nouari et al., 2008] ;
– rupture catastrophique [Ezugwu and Wang, 1997] ;
– adhésion (collage) [Nouari et al., 2008] [Elmagrabi et al., 2008] ;
– usure par diffusion [Nabhani, 2001] [Su et al., 2006] [Che-Haron, 2001].
◦ Les revêtements utilisés pour les alliages de titane
Pour déposer ces matériaux durs sur la surface de l’outil, il existe trois types de dépositions
[Bagur, 1999] :
– dépôt chimique en phase vapeur (ou CVD pour Chemical Vapor Deposition). Ce type de
dépôt est peu onéreux et s’effectue à haute température (de 950 à 1050 ◦C). Il génère des
couches épaisses, de l’ordre de 4 à 8 µm d’épaisseur.
– dépôt physique en phase vapeur (ou PVD pour Physical Vapor Deposition). Il est deux à
trois fois plus cher que le CVD et s’effectue à basse température (de 200 à 450 ◦C). Il génère
des couches minces, de l’ordre de 1 à 2 µm d’épaisseur.
– dépôt à température moyenne en phase vapeur (ou MTVD pour Medium Temperature Vapor
deposition), très peu utilisé.
Les alliages de titane sont généralement usinés avec des carbures cémentés non revêtus (WC-
Co). Le pourcentage de carbure de tungstène (WC) est de 94%, celui du cobalt est de 6% mais
peut varier entre 5 et 12%. D’autres carbures (TiC, TaC, NbC) peuvent être ajouté au WC pour
modifier les propriétés mécaniques de l’outil. Par exemple le carbure de titane (TiC) est plus dur
que le WC et son ajout améliore la résistance à l’usure. Son pourcentage est compris entre 5 et 25%.
Au-delà de 25% de TiC, la ténacité diminue. L’addition de carbure de tantale (TaC) augmente la
dureté à chaud des outils réduisant ainsi les déformations plastiques de l’arête de coupe pour des
grandes vitesses de coupe [Ezugwu et al., 2003].
L’utilisation d’un revêtement sur l’outil de coupe améliore ses propriétés. Généralement ce sont
des matériaux durs et ils offrent une bonne résistance à l’abrasion. Ils ont de bonnes propriétés à
haute température tels que la résistance à l’usure par diffusion et une dureté élevée à chaud. Les
revêtements sont soit monocouche ou multicouches, déposés par CVD ou PVD, de composition
TiC, TiN, Al2O3, TiCN, TiAlN, TiZrN, TiB2 et récemment des revêtements diamant sont utilisés
[Ezugwu et al., 2003].
Les revêtement tels que le TiC, TiCN, TiN-TiC, Al2O3-TiC, TiN-Ti(C, N)-TiC, Al2O3, HfN,
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TiB2 ont montré des taux d’usure plus important que les carbures non revêtus
[Ezugwu and Wang, 1997].
A l’inverse, Lacalle et al. [Lacalle et al., 2000] observent lors du fraisage du Ti6Al4V, que le
revêtement TiCN (carbonitrure de titane) a montré une meilleure résistance face à l’usure en
dépouille que l’outil WC (carbure de tungstène) non revêtu et que le revêtement NCr (nitrure de
chrome).
◦ Bilan sur l’utilisation des outils CBN/PCBN pour le titane
Les outils céramiques, CBN (nitrure de bore cubique) et PCBN (nitrure de bore cubique po-
lycristallin) ne sont généralement pas recommandés pour l’usinage des alliages de titane en raison
de leur forte réactivité avec le titane ce qui entraîne une usure excessive tandis que les carbures
revêtus (HW-K10) et PCD (diamant polycristallin) sont couramment utilisés. L’une des raisons est
leur résistance à l’usure en cratère (figure 1.15) [Ezugwu, 2005].
Figure 1.15 – Taux d’usure en cratère de quelques matériaux d’outils de coupe lors de l’usinage
du TA6V [Ezugwu, 2005]
Wang et al. [Wang et al., 2005] utilisent un BCBN (Binderless CBN) pour le fraisage grande vi-
tesse du TA6V. Les outils BCBN ont la particularité de ne pas nécessiter de liant contrairement aux
outils CBN qui utilisent un liant métallique ou céramique assurant ainsi la cohésion des particules
de CBN. Les outils BCBN sont obtenus par frittage à partir du nitrure de bore hexagonal (hBN)
de très grande pureté, sous hautes pression (7,7 GPa) et température (1900-2700 ◦). Ils observent
que l’usure dominante des outils BCBN est l’usure en dépouille. En comparant la durée de vie des
outils CBN et PCD (résultats obtenus dans la littérature) avec celle de l’outil BCBN, il se trouve
que c’est ce dernier qui présente la meilleure durée de vie. La même conclusion est obtenue par
Zareena et al. [Zareena et al., 2005].
Dans cette étude, Ezugwu et al. [Ezugwu et al., 2005] évaluent les performances de trois outils
CBN et d’un outil en carbure non revêtu lors du tournage du TA6V, avec trois vitesses de coupe
différentes. En ce qui concerne le lubrifiant, trois pressions différentes ont été utilisées pour chaque
outil :
– pression classique (notée CCF pour Conventional Coolant Flow) avec un débit de 2,7 l/min ;
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– haute pression de 11 MPa (notée HP11MPa pour High Pressure) avec un débit de 18,5 l/min ;
– haute pression de 20,3 MPa (notée HP20,3MPa) avec un débit de 24 l/min.
Les propriétés physiques et la composition chimique de chaque outil sont donnés dans le tableau
1.10.
Matériau outil CBN CBN CBN WC-Co
Dénomination T1 T2 T3 T4
Dureté Knoops (GPa) 27,5 30,5 × 13 (1760 HV)
Masse volumique (g/cm3) 4,17 3,39 × 14,95
Conductivité 44 138 × 110
thermique (W/mK)
Taille de grains (µm) 2 × × 1
Composition 50% CBN 90% CBN 90% CBN 93,8% WC
50% TiC 10% Al2O2 10% Al2o2 0,2% (Ta, Nb)C, 6% Co
Revêtement × × TiAlN/TiN ×
Tableau 1.10 – Propriétés physiques et composition des outils utilisés lors des essais
Ils ont observé que l’outil carbure non revêtu présentait la meilleure durée de vie (figure 1.16) et
cela pour toutes les conditions de coupe. Les outils ayant une forte teneur de CBN (T2 et T3) ont
le moins bon comportement, quelque soit la pression de lubrification utilisée. L’outil à 50% de CBN
(T1) est le plus sensible à la pression de lubrification puisque la durée de vie augmente lorsque la
pression augmente. Les auteurs expliquent ce phénomène par la grande réactivité chimique du CBN
avec le titane en raison de l’affaiblissement des liaisons céramiques du CBN avec l’augmentation
de la température. L’usure du bec d’outil a été le mode d’usure prédominant pour les outils T1 et
T4 tandis qu’une usure importante en entaille et de l’écaillage sont apparues avec les outils T2 et
T3 pour toutes les conditions de coupe. Ils ont aussi constaté qu’il n’y avait pas d’effets néfastes
sur la surface usinée avec les outils CBN. En observant les résultats obtenus, en termes de durée
de vie et d’usure, ils concluent que les outils carbure non revêtus ont le meilleur comportement lors
de l’usinage du TA6V par rapport aux outils CBN. De plus, l’utilisation des outils CBN lors de
l’usinage des alliages de titane est limitée en raison de leur prix élevé [Ezugwu and Wang, 1997].
Figure 1.16 – Durée de vie des outils pour chaque pression de lubrification [Ezugwu et al., 2005]
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◦ Préconisations des fabricants
Concernant les fabricants d’outils pour l’usinage du titane et de ses alliages, l’offre disponible
reste limitée, en comparaison avec la large gamme de produits existants pour d’autres types de
métaux. Les fabricants d’outils préconisent notamment pour les alliages aéronautiques dont le
titane :
– des carbures revêtus PVD ((Ti, Al)N+TiN) micrograins et des carbures cémentés W-Co-Cr
et W-Co-Ta. Récemment il y a une tendance à l’utilisation de carbure non revêtu micrograins
combiné à un arrosage haute pression pour le tournage [SECO, 2012] ;
– des carbures non revêtus à base de WC à grains fins et des cermets à base de TiC et/ou du
TiN avec un revêtement PVD [Coromant, 2012] ;
– des outils carbures non revêtus et à revêtement TiAlN ou TiCN [ISCAR, 2012].
◦ Conclusion
Le titane et ses alliages présentent une valeur ajoutée pour le concepteur étant donné leurs
bonnes propriétés physiques (masse volumique faible, bon comportement à haute température,
etc...) notamment le Ti6Al4V qui est le plus utilisé dans le domaine aéronautique. Par contre, du
point de vue de l’usineur, c’est un matériau difficile à usiner à cause de ses propriétés physico-
chimiques (faibles conductivité thermique, réactivité chimique) et d’autres phénomènes qui leurs
sont associés (usure rapide des outils, broutage, température élevée). Pour cela, le choix d’un outil
performant est crucial, avec comme principale exigence, de posséder une dureté à chaud élevée.
A l’heure actuelle, les outils carbures revêtus et non revêtus présentent un bon compromis durée
de vie/prix. D’ailleurs la plupart des fabricants les préconisent pour l’usinage du titane et de ses
alliages.
Dans notre étude nous avons décidé d’utiliser des outils revêtus PVD TiAlN.
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1.2 De l’usinage à la durée de vie en fatigue
Ce chapitre a pour objet de mettre en évidence les liens existants entre l’usinage et la durée
de vie en fatigue. Pour ce faire nous avons décidé de le répartir en trois parties, la première met
en évidence l’influence de l’usinage sur l’intégrité de surface, la seconde l’influence de l’intégrité de
surface sur la durée de vie en fatigue et la dernière sur le lien usinage-fatigue.
1.2.1 Influence de l’usinage sur la surface
Cette partie a pour objet de mettre en évidence les liens entre les paramètres d’usinage et
l’intégrité de surface. Elle est décrite principalement par trois paramètres :
– paramètre géométrique : la rugosité ;
– paramètre mécanique : les contraintes résiduelles ;
– paramètre métallurgique : la microstructure.
De plus le comportement en fatigue des matériaux est piloté essentiellement par l’état de la
surface puisque l’amorçage de fissures apparaît principalement à la surface de la pièce. Dans les
paragraphes suivants, ces trois paramètres sont présentés.
1.2.1.1 Paramètre géométrique : la rugosité
1.2.1.1.1 Définition
D’après la norme ISO 4287, un profil d’état de surface sera décomposé en écarts géométriques
de 4 ordres :
– ordre 1 : écarts de forme ;
– ordre 2 : écarts d’ondulation ;
– ordre 3 : écarts de rugosité périodique (stries, sillons) ;
– ordre 4 : écarts de rugosité apériodiques (arrachements, fentes, piqûres) ;
Il existe plusieurs dizaines de critères pour qualifier l’état de surface d’une pièce, et en particulier
sa rugosité. La plupart d’entre eux sont définis dans trois normes internationales : les normes ISO
12085, ISO 4287 et ISO 13565 [Zani, 2003].
C’est en général la rugosité arithmétique Ra et la rugosité totale Rt qui sont les plus souvent uti-
lisées. En fatigue, on utilise généralement le critère Rt (hauteur entre le point le plus haut et le creux
le plus profond du profil mesuré). C’est en effet ce critère qui rend le mieux compte de la profondeur
d’entaille maximale qui risque de conduire à l’amorçage d’une fissure [Brand et al., 1992].
1.2.1.1.2 Influence de l’usinage sur la rugosité
Dans ce paragraphe, nous nous intéresserons à l’influence de l’usinage sur la rugosité de la
surface usinée pour différents types de matériaux et plus particulièrement pour le Ti6Al4V.
Geng et Xu étudient l’influence du fraisage à grande vitesse, notamment de la vitesse de coupe,
sur l’état de surface et la durée de vie en fatigue d’un alliage de titane quasi α TA15. Ils constatent
que la vitesse de coupe a peu d’effet sur l’écrouissage, la structure métallurgique et les contraintes
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résiduelles d’ailleurs ces dernières sont toutes de compression. Par contre ils observent que la rugosité
diminue lorsque la vitesse de coupe augmente. Plus généralement, l’utilisation d’une vitesse de coupe
élevée permet d’améliorer la surface usinée. En ce qui concerne l’alliage Ti6Al4V, de nombreux
auteurs ont étudié et tenté de comprendre l’influence des conditions de coupe sur l’état de surface
de la pièce usinée [Geng and Xu, 2008].
Ribeiro et al. s’intéressent à l’optimisation du tournage du TA6V. Ils utilisent un outil carbure
non revêtu. Ils observent notamment que la rugosité de la surface est influencée par la vitesse de
coupe, elle diminue lorsque la vitesse de coupe augmente. Par exemple, la rugosité la moins critique
est obtenue pour une vitesse de coupe de 90 m/min (figure 1.17). Cette figure présente la rugosité de
la surface usinée en fonction de la longueur de coupe Lc (en m), qui témoigne de l’usure de l’outil.
En revanche pour une vitesse de coupe de 110 m/min la rugosité augmente de manière importante
ce qui est due à une usure prématurée et rapide de l’outil [Ribeiro et al., 2003].
Figure 1.17 – Rugosité de la surface usinée en fonction de la vitesse de coupe [Ribeiro et al., 2003]
Che-Haron et Jawaid présentent une étude sur l’état de surface d’un alliage de titane Ti6Al4V
après une opération d’ébauche en tournage avec deux types d’outil en carbure non revêtu. Les
expériences ont été réalisées sans lubrification et en faisant varier la vitesse de coupe, l’avance
et la profondeur de passe. Globalement, ils observent que la rugosité diminue lorsque la vitesse
de coupe augmente. L’outil en fin de vie augmente aussi la rugosité de manière significative
[Che-Haron and Jawaid, 2005].
Ibrahim et al. étudient le tournage à sec d’un alliage TA6V ELI (Extra Low Interstitial) avec
trois types d’outils différents, deux revêtus PVD et CVD et un non revêtu. Ils observent, avec l’outil
revêtu PVD, que la rugosité est influencée par l’avance (à une vitesse de coupe donnée, la rugosité
augmente lorque l’avance augmente) et par l’usure en dépouille de l’outil qui va agir sur le rayon de
bec de l’outil en l’augmentant ce qui va générer une surface usinée plus lisse [Ibrahim et al., 2009].
Elmagrabi et al. étudient l’état de surface et la durée de vie de l’outil lors du fraisage à sec d’un
TA6V en utilisant deux types d’outil (non revêtu et revêtu PVD) et en faisant varier les paramètres
d’usinage comme la vitesse de coupe, l’avance et la profondeur de passe. L’état de surface est
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caractérisé par la durée de vie de l’outil, la rugosité, la dureté et la microstructure. Ils observent
que l’outil revêtu PVD a la meilleure durée de vie. Parmi tous les paramètres, l’avance est celle
qui influence de manière significative la rugosité (lorsque l’avance augmente, la rugosité augmente).
Autre fait marquant, l’usure en dépouille (outil revêtu PVD) ne semble pas augmenter la rugosité
mais au contraire la diminuer à partir d’un Vb = 0,2 mm (figure 1.18). Cette dernière observation
n’est pas évidente à voir sur la figure 1.18 [Elmagrabi et al., 2008].
Figure 1.18 – Rugosité et usure en dépouille [Elmagrabi et al., 2008]
Dans cette étude, Sun et Guo s’intéressent à la compréhension des caractéristiques de surface lors
du fraisage du TA6V. Tout d’abord ils ont montré que la surface fraisée est de nature anisotropique
avec une rugosité comprises entre 0,6 et 1 µm. L’augmentation de l’avance et de la profondeur de
passe radiale font croître la rugosité (figure 1.19b,c). Celle-ci varie beaucoup moins avec la vitesse
de coupe (figure 1.19a) [Sun and Guo, 2009].
Hughes et al. étudient l’influence de la géométrie de l’outil et des conditions de coupe sur la
durée de vie de l’outil et sur l’état de la surface usinée du TA6V lors du tournage. Ils montrent que
la rugosité augmente avec l’augmentation de l’avance mais ne montre aucune tendance par rapport
à la vitesse de coupe [Hughes et al., 2006].
Ramesh et al. ont mis en place un modèle d’intelligence artificielle (en anglais fuzzy modelling)
permettant de prédire les effets des paramètres de tournage (vitesse de coupe, avance et profondeur
de passe) sur l’usure de l’outil, la rugosité de la surface et la pression spécifique de coupe du TA6V.
Après avoir mis en place et validé le modèle, ils concluent que les paramètres de coupe étudiés
ont une influence sur la rugosité de la surface usinée. Sur la figure 1.20a, la rugosité est améliorée
quand la vitesse de coupe augmente mais ce n’est pas significatif. Ils l’expliquent par le fait, qu’à
basse vitesse, il y a formation d’arête rapportée, alors qu’à haute vitesse, ce phénomène ne se
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Figure 1.19 – Influence des paramètres de fraisage sur la rugosité : (a) vitesse de coupe ; (b)
avance ; (c) profondeur de passe radiale [Sun and Guo, 2009]
produit pas, donnant donc un meilleur état de surface. On observe aussi sur la figure 1.20b, que
la rugosité augmente quand l’avance augmente. Phénomène dur à confirmer vu le petit nombre de
points expérimentaux présentés [Ramesh et al., 2008].
Figure 1.20 – Effet de la vitesse de coupe et de l’avance sur la rugosité (profondeur de passe =
0,5 mm) [Ramesh et al., 2008]
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1.2.1.1.3 synthèse
Beaucoup d’études ont constaté, pour différents matériaux, que les conditions de coupe et parti-
culièrement la vitesse de coupe et l’avance affectent la rugosité. L’utilisation d’une vitesse de coupe
élevée permet d’améliorer la rugosité. Un autre facteur des conditions de coupe intervenant sur la
rugosité, est l’avance. On observe qu’une augmentation de cette dernière entraine une augmenta-
tion de la rugosité. L’usure d’outil peut aussi jouer un rôle sur la rugosité, notamment l’usure en
dépouille. Certaines études ont montré son aspect positif sur cette dernière en la diminuant. Le
rayon de bec peut lui aussi impacter la rugosité.
Ulutan et Ozel font un résumé sur l’intégrité de surface, des alliages de titane et de nickel, induite
par l’usinage. Ils constatent également que beaucoup de chercheurs, pour différents matériaux,
observent que les conditions de coupe et particulièrement la vitese de coupe et l’avance affectent la
rugosité [Ulutan and Ozel, 2011].
1.2.1.2 Paramètre mécanique : les contraintes résiduelles
1.2.1.2.1 Définition
La définition des contraintes résiduelles est donnée par [Lu, 2006a] comme étant les contraintes
qui subsistent dans les pièces mécaniques et qui ne sont soumises à aucun effort extérieur. Ces
contraintes sont en équilibre sur l’ensemble du volume que constitue un composant ou une structure
mécanique.
Il existe trois types de contraintes résiduelles :
– les contraintes du 3e`me ordre : dues à la nature et à la configuration des défauts à l’échelle du
réseau cristallin ;
– les contraintes du 2e`me ordre : dues aux interactions entre les cristaux ou grains ;
– les contraintes du 1er ordre : résultante des contraintes du 3e`me et 2e`me ordre aussi appe-
lées macro-contraintes qui se situent à l’échelle d’un grand nombre de grains ou de la pièce
mécanique.
Les origines des contraintes résiduelles peuvent être de trois types : mécanique, métallurgique
et thermique (figure 1.21).
En général, les contraintes macroscopiques peuvent avoir les origines suivantes [Lu, 2006a] :
– un écoulement plastique non homogène sous l’action d’efforts extérieurs (grenaillage, auto-
frettage, galetage, martelage, choc laser...) ;
– une déformation plastique non homogène au cours d’un chauffage ou d’un refroidissement non
uniforme (trempe, soudage, moulage des matières plastiques...) ;
– des hétérogénéités d’ordre chimique ou cristallographique (nitruration, cémentation ...) ;
– des déformations structurales de transformation de la matière (traitement thermique) ;
– des traitements superficiels divers (émaillage, nickelage, chromage, PVD, CVD...) ;
– des différences entre les coefficients de dilatation et des incompatibilités mécaniques des dif-
férents composants des composites (composites à matrice métallique).
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Figure 1.21 – Schéma des intéractions thermiques, métallurgiques et mécaniques dans une pièce
métallique [Barralis et al., 1999]
La figure 1.22 montre les propriétés des matériaux qui sont influencées par les contraintes
résiduelles. Les traitements thermiques (trempe), mécaniques (usinage, granaillage...) et thermo-
chimiques (cémentation, nitruration) sont réalisés afin de modifier les contraintes résiduelles ini-
tialement existantes dans un matériau ou dans une structure. Ils modifient donc l’ensemble des
propriétés.
Figure 1.22 – Influence des contraintes résiduelles sur les performances des matériaux [Lu, 2006b]
Il existe diverses méthodes pour mesurer les contraintes résiduelles présentes dans un matériau.
Le choix d’une méthode en particulier dépend de plusieurs facteurs comme le type de matériau
(métallique, ferromagnétique, isotrope, homogène...), la possibilité de détruire la pièce ou non (mé-
thode destructive ou non-destructive), l’ordre des contraintes à mesurer, la profondeur de mesure
souhaitée mais aussi le coût du matériel de mesure et le temps de mesure.
La figure 1.23 montre les possibilités de chaque méthode de mesure en terme d’épaisseur d’explo-
ration des contraintes résiduelles. Elle montre aussi l’influence de chaque procédé sur ces dernières.
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Figure 1.23 – Epaisseur de la couche affectée par les contraintes résiduelles en fonction des mé-
thodes de mesures, des procédés de fabrication et des mécanismes de rupture [Laboratory, 2012]
1.2.1.2.2 Influence de l’usinage sur les contraintes résiduelles
Comme l’indique la figure 1.23, l’usinage (fraisage, tournage, rectification...) et les conditions de
coupe influencent également le champ de contraintes résiduelles de la surface usinée. Une première
étude de [Field and Zlatin, 1972] montre qu’une opération d’ébauche en fraisage (conditions de
coupe sévères) produit des contraintes résiduelles de traction dans la couche usinée, alors qu’une
opération de finition en fraisage (conditions de coupe peu contraignantes) entraine la formation de
contraintes résiduelles de compression. L’usinage dur par tournage, fraisage, perçage ou brochage
permet de développer un champ de contraintes résiduelles de compression. Ce champ de contraintes
résiduelles dépend, en particulier, de l’avance [Matsumoto et al., 1999]. En revanche, des contraintes
résiduelles peuvent devenir de traction quand l’outil s’use, conduisant à une réduction de la durée
de vie en fatigue de la pièce [Lieurade and Flavenot, 2003].
Matsumuto et al. se sont intéressés à l’influence des paramètres de tournage dur sur la tenue
à la fatigue de contact de pièces en acier AISI 52100. Ils constatent que la différence majeure
entre rectification et tournage dur est la profondeur des contraintes résiduelles de compression.
La profondeur de passe n’affecte pas le champ de contraintes résiduelles dans le cas du tournage
dur. L’avance influence les contraintes résiduelles proches de la surface, mais pas en profondeur.
Ils concluent que la géométrie de l’outil est le facteur le plus influent sur le profil des contraintes
résiduelles [Matsumoto et al., 1999].
Arunachalam et al. étudient l’intégrité de surface (rugosité et contraintes résiduelles) de l’Inconel
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718 lors de l’usinage (tournage, à sec et lubrifié) avec des outils revêtus. Ils observent que les
contraintes résiduelles sont sensibles aux paramètres géométriques de l’outil pour des conditions de
coupe constantes (Vc = 60 m/min, f = 0,1 mm/tr et profondeur de passe = 0,5 mm). L’outil ayant
le rayon de bec le plus petit (R = 0,8 mm) a engendré des contraintes résiduelles de compression
(à sec ou avec lubrification). Tandis que les outils avec un rayon de bec plus grand (R = 1,2 et 1,6
mm) ont engendré des contraintes résiduelles de traction. En général, un outil pointu (R faible)
produit des contraintes résiduelles de traction alors que les contraintes résiduelles de compression
sont obtenues avec des rayons de bec plus grand car il y a un phénomène de labourage et donc c’est
l’effet mécanique qui primera. Le phénomène inverse qu’ils observent est probablement due, selon
eux, à l’augmentation de la surface de contact avec les outils ayant un rayon de bec plus grand.
C’est-à-dire qu’il y a une zone de frottement plus grande qui va générer plus de chaleur, couplée
à une faible conductivité thermique de l’Inconel 718, va entrainer une déformation plastique par
effet thermique et donc engendrer des contraintes résiduelles de traction. Dans tous les cas étudiés,
l’utilisation d’un liquide de refroidissement tend à réduire les contraintes résiduelles de traction
car il y a réduction de l’accumulation de chaleur [Arunachalam et al., 2004]. D’autres études ont
observé ce phénomène [Gunnberg et al., 2006] [Liu et al., 2004] [Batalha et al., 2007].
Gunnberg et al. ont étudié la relation entre paramètres de coupe (vitesse de coupe, profondeur
de passe, avance, géométrie de l’outil) et état de surface (en termes de contraintes résiduelles et
rugosité) dans le cas du tournage dur de l’acier 18MnCr5. Plusieurs sous-modèles ont été créés pour
représenter trois zones de profondeur différentes : à la surface (de 0 à 10 µm) ; en sous-couche (de
10 à 50 µm) ; à coeur (de 50 à 130 µm), afin d’analyser l’impact de ces paramètres aux différentes
profondeurs. Dans ces conditions, il est possible de prédire le champ de contraintes résiduelles
jusqu’à une profondeur de 50 µm (figure 1.24) [Gunnberg et al., 2006].
Figure 1.24 – Illustration schématique du champ de contraintes résiduelles après tournage dur de
l’acier 18MnCr5 [Gunnberg et al., 2006]
Selon eux le tournage dur ne semble pas affecter le champ de contraintes résiduelles au-delà de
70 µm de profondeur. La génération de contraintes résiduelles est un mécanisme complexe faisant
intervenir des facteurs mécaniques et thermiques. Ces deux phénomènes opposés interagissent l’un
sur l’autre pour arriver au champ de contraintes résiduelles final.
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– Des vitesses de coupe élevées augmentent la température de coupe (due à la plus grande
chaleur générée), causant des contraintes résiduelles de traction à la surface. Etant donné que
le copeau évacue une grande partie de cette chaleur, les hautes températures ne pénètrent pas
la pièce en profondeur et n’affecte donc pas le champ de contraintes résiduelles en-dessous de
la surface.
– Le niveau des contraintes résiduelles de compression sous la surface augmente avec l’avance.
En effet, les avances élevées génèrent des efforts de coupe et une déformation plastique plus
importants. La profondeur de passe ne semble pas affecter le champ des contraintes résiduelles.
– La géométrie de l’outil affecte également le champ des contraintes résiduelles. En effet, un
angle de coupe plus négatif augmentent les contraintes résiduelles de compression à la surface
et en sous-couche. Enfin, un plus grand rayon de bec diminue les contraintes résiduelles de
compression (figure 1.25). Ils expliquent cela par le fait que la surface de contact outil-matériau
étant plus grande, la force de contact spécifique (effort de contact par unité de surface) est
plus faible. La hausse de température due à l’augmentation de la zone de contact intervient
aussi dans cette diminution.
Figure 1.25 – Interaction entre l’angle de coupe et le rayon de bec à 30 µm sous la surface suivant
la direction d’avance [Gunnberg et al., 2006]
Cohen étudie les effets thermiques et mécaniques lors du tournage à sec de deux types d’aciers, le
C40 et le 42CrMo4. Dans une partie de sa thèse, il s’intéresse aux contraintes résiduelles de surface
et fait un bilan de l’influence des paramètres d’usinage sur celles-ci (tableau 1.11) [Cohen, 2009].
Critères Lub ↗ Vc ↗ f ↗ R Revêtement ↗ ap
Nature des contraintes + - + + + -
Tableau 1.11 – Bilan des paramètres influents sur les contraintes résiduelles
Sai et al. analysent l’évolution des contraintes résiduelles, de la microdureté et de la rugosité en
fonction de différents paramètres d’usinage. L’étude est réalisée pour un fraisage de finition et les
paramètres sont la vitesse de coupe et d’avance. Deux matériaux ont été utilisés pour cette étude,
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un acier carbone (CS) et un acier inoxydable duplex (DSS). Ils observent que les valeurs de vitesse
de coupe élevées induisent des contraintes résiduelles de traction sur une épaisseur variant entre
100 µm et 150 µm [Sai et al., 2001].
Outeiro et al. étudient les contraintes résiduelles lors du tournage à sec pour des matériaux
difficiles, Inconel 718 et AISI 316L. Ils observent qu’avec un outil revêtu les contraintes résiduelles
de traction en surface sont moins importantes que celles obtenues avec un outil non revêtu et
constatent aussi que l’amplitude des contraintes résiduelles de compression est plus importante et
que la profondeur affectée est plus grande (figure 1.26) pour l’inconel 718 [Outeiro et al., 2008].
Figure 1.26 – Contraintes résiduelles du Inconel 718 après tournage (Vc = 70 m/min, f = 0,2
mm/tr et ap = 0,5 mm) [Outeiro et al., 2008]
Liu et al. étudient les effets du rayon de bec et de l’usure d’outil sur les contraintes résiduelles
lors du tournage à sec d’un acier JIS SUJ2 (haute teneur en carbone et en chrome). Trois types d’ou-
tils CBN avec des rayons de bec différents (0,4, 0,8 et 1,2 mm) ont été utilisés dans cette étude. Ils
observent que l’augmentation du rayon de bec et de l’usure de l’outil (usure en dépouille) entrainent
l’augmentation des efforts de coupe. Le rayon de bec influe sur les contraintes résiduelles de ma-
nière significative. Ils observent une tendance à la baisse des contraintes résiduelles de compression
avec l’augmentation du rayon de bec, en surface (tendent vers la traction) et en amplitude. Avec
l’augmentation de l’usure de l’outil, les contraintes résiduelles de traction en surface augmentent
et les contraintes résiduelles de compression sous la surface usinée augmentent de manière remar-
quable (profondeur affectée plus importante). L’effet du rayon de bec sur les contraintes résiduelles
diminue fortement avec l’augmentation de l’usure de l’outil [Liu et al., 2004].
De nombreux auteurs se sont intéressés à l’influence des conditions de coupe sur le profil de
contraintes résiduelles dans l’alliage de titane TA6V. Narutaki et al. rapportent que les contraintes
résiduelles de surface augmentent avec l’augmentation de la vitesse de coupe. Les amplitudes des
contraintes résiduelles en usinage à sec du TA6V sont aussi plus importantes que pour un usinage
sous lubrification [Narutaki et al., 1983].
Hughes et al. s’intéressent à l’influence de la géométrie de l’outil et des conditions de coupe
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sur la durée de vie de l’outil et sur l’état de la surface usinée d’un alliage de titane TA6V
[Hughes et al., 2006]. Sur la figure 1.27, le profil des contraintes résiduelles est de compression
près de la surface usinée, retournant vers les valeurs du substrat avec l’augmentation de la profon-
deur. La plus grande influence sur les contraintes résiduelles observée est celle de l’usure de l’outil.
Pour une coupe avec un outil endommagé, les valeurs des contraintes résiduelles de compression de-
viennent plus importantes (allant jusqu’à -250 MPa). Cette augmentation est due à de plus grands
efforts de coupe et de frottement engendrés par une surface de contact outil-matériau supérieure
et par une réduction de l’angle de dépouille de l’outil. L’augmentation de l’avance entraîne une
augmentation des contraintes résiduelles de compression dans la sous-couche immédiate, causée par
des efforts de coupe plus importants (figure 1.27). La vitesse de coupe semble avoir peu d’effet.
Geng et Xu sur l’étude du fraisage d’un alliage de titane TA15, observent aussi que la vitesse de
coupe a peu d’effet sur les contraintes résiduelles [Geng and Xu, 2008]. A l’inverse, Velasquez et al.
observent une relation linéaire entre la contrainte résiduelle et la vitesse de coupe lors de l’usinage
grande vitesse en fraisage du Ti6Al4V . Des contraintes résiduelles de compression sont observées
pour des faibles vitesses de coupe et quand celle-ci augmente il y a une diminution des contraintes
résiduelles de compression et une augmentation de celles de traction [Velasquez et al., 2006].
Figure 1.27 – Profil des contraintes résiduelles avec Vc = 120 m/min et profondeur de passe =
0,25 mm, a) f = 0,25 mm/tr et b) f = 0,4 mm/tr [Hughes et al., 2006]
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Sun et Guo s’intéressent à la compréhension des caractéristiques de surface lors du fraisage en
finition pour le Ti-6Al-4V [Sun and Guo, 2009]. En ce qui concerne les contraintes résiduelles, ils
les tracent sur un graphique en fonction de la vitesse de coupe et de l’avance (figure 1.28). Avec
σ11 qui est la contrainte résiduelle dans la direction d’avance, σ22 dans la direction de coupe et
σ12 la contrainte de cisaillement. En premier lieu, ils observent qu’elles sont de nature compressive.
Sur la figure 1.28a, les contraintes résiduelles de compression maximales σ11 et σ22 sont atteintes
autour de 80 m/min. Ils observent que l’augmentation de la vitesse de coupe entraine une augmen-
tation des contraintes résiduelles de compression. Ils en déduisent que le mécanisme sous-jacent
qui engendre la variation des contraintes résiduelles est dû à la combinaison de la déformation
mécanique et thermique. La déformation mécanique est dominante et produit des contraintes ré-
siduelles de compression. Pour les faibles vitesses de coupe la déformation thermique est faible.
Cependant, quand la vitesse de coupe dépasse 80 m/min, il y a une augmentation de la tempéra-
ture, ce qui induit une déformation thermique qui elle, génére des contraintes résiduelles de traction.
C’est pour celà, expliquent-ils, que les amplitudes des contraintes résiduelles de compression dimi-
nuent au-delà de 80 m/min. Pour eux, ce couplage non linéaire entre la déformation mécanique
et thermique déterminent les caractéristiques et les profils des contraintes résiduelles. Sur la figure
1.28b les contraintes résiduelles de compression ont tendance à diminuer avec l’augmentation de
l’avance. L’amplitude des contraintes résiduelles de cisaillement sont beaucoup plus faible que celle
des contraintes résiduelles normales.
Chen et al. étudient l’effet de l’usure en dépouille et de la formation du copeau sur les contraintes
résiduelles en coupe orthogonale du TA6V [Chen et al., 2004]. Ils observent qu’avec l’augmentation
de l’usure en dépouille, les contraintes résiduelles de surface sont en traction ce qui est due, selon
eux, à l’augmentation de la température. L’amplitude des contraintes résiduelles de compression
est plus faible et en profondeur elles tendent vers la traction (figure 1.29).
Dans sa thèse, Braham Bouchnak, étudie l’usinabilité d’un alliage de titane, le Ti555-3 lors
du tournage [Bouchnak, 2010]. Pour ce faire, il le compare à un alliage de référence, le Ti6Al4V.
Il observe que les efforts de coupe diminuent légèrement lorsque la vitesse de coupe augmente.
Alors qu’ils augmentent fortement et quasi linéairement avec l’augmentation de l’avance (cas du
Ti555-3). Pour le Ti6Al4V, on retrouve les mêmes tendances sauf que les efforts de coupe sont moins
importants par rapport à ceux du Ti55-3. En ce qui concerne les contraintes résiduelles (avance fixée
à f = 0,15 mm/tr), en surface et en terme d’amplitude, elles sont en compression et augmentent
avec la vitesse de coupe pour atteindre un maximum à Vc = 50 m/min pour le Ti555-3 (figure
1.30a, b) et Vc = 70 m/min pour le TA6V en surface pour les contraintes résiduelles axiales (figure
1.30c). Puis, en augmentant toujours la vitesse de coupe, elles tendent vers la traction en surface
et leur amplitude est diminuée (figure 1.30a, b). Le passage compression-traction en surface se fait
à Vc = 50 m/min pour le Ti555-3 et Vc = 80-90 m/min pour le TA6V (figure 1.30c). Globalement
pour le TA6V, les contraintes résiduelles en surface sont plus en compression que celles du Ti555-3.
La profondeur affectée est d’environ 50 µm.
L’augmentation de l’avance entraine l’augmentation des contraintes résiduelles en surface vers
la traction, pour une vitesse de coupe de 50 m/min et une avance variant de 0,05 à 0,3 mm/tr
(figure 1.31).
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Figure 1.28 – Influence des paramètres de fraisage sur les contraintes résiduelles (Vc=65 m/min ;
ae=4 mm ; ap=1,5 mm) : (a) vitesse de coupe ; (b) avance [Sun and Guo, 2009]
Figure 1.29 – Effet de l’usure en dépouille sur les contraintes résiduelles du TA6V (Vc = 320
m/min, f = 0,1 mm/tr et ap = 1 mm) [Chen et al., 2004]
Quels que soient l’outil utilisé (CVD, PVD et non revêtu), les contraintes résiduelles sont en
compression. Cependant les outils revêtus génèrent des contraintes résiduelles en compression beau-
coup plus importantes (3 à 4 fois plus). La profondeur affectée augmente légèrement avec des outils
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Figure 1.30 – Contraintes résiduelles : a) et b) en fonction de la profondeur, c) en fonction de la
vitesse de coupe [Bouchnak, 2010]
Figure 1.31 – Contraintes résiduelles de surface en fonction de l’avance (Vc = 50 m/min)
[Bouchnak, 2010]
revêtus (figure 1.32). Il l’explique par l’observation d’une baisse de la température dans les zones
de cisaillement primaire et secondaire du fait des revêtement (diminution du frottement) et donc
ce sont les effets mécaniques qui vont être prépondérants par rapport aux effets thermiques. A cela
il rajoute une autre explication, c’est que les outils revêtus possèdent un rayon de bec et une acuité
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d’arête plus grands que les outils revêtus.
Figure 1.32 – Contraintes résiduelles en fonction de la nature de l’outil [Bouchnak, 2010]
Depuis quelques années, des études portent sur la modélisation des contraintes résiduelles in-
duites par l’usinage. Liang et Su ont développé un modèle analytique pour prédire les contraintes
résiduelles générées par la coupe orthogonale en surface et en sous-couche [Liang and Su, 2007].
Le modèle a comme données d’entrées les conditions de coupe, les propriétés du matériau et la
géométrie de l’outil. Ainsi ils prédisent, via les efforts de coupe et les températures en jeu, les
chargements thermomécaniques engendrées pendant l’usinage. Leur modèle a été comparé avec des
résultats expérimentaux. Ils ont observé les mêmes tendances et les mêmes ordres de grandeurs
sur les contraintes résiduelles induites par l’usinage. Le modèle prend en compte aussi les effets de
l’acuité d’arête et de l’avance sur le profil des contraintes résiduelles.
Hua et al. proposent un modèle éléments finis permettant de prédire les contraintes résiduelles
en fonction de la géométrie de l’outil, de la dureté du matériau, de l’avance et de la vitesse de coupe.
Ceci pour le tournage de l’acier AISI 52100 (100Cr6) [Hua et al., 2005]. Ils utilisent la dureté basée
sur le modèle de la contrainte d’écoulement pour prédire les contraintes résiduelles. Ils simulent ceci
en coupe orthogonale sur DEFORM-2D avec un code lagrangien implicite. Les analyses montrent
qu’une grande dureté, une grande acuité d’arête et une avance élevée entrainent une augmentation
des contraintes résiduelles en compression qui pénétrent plus profondément sous la surface usinée et
une augmentation de la température et des efforts de coupe au niveau de l’arête de coupe. Il a été
montré que l’utilisation d’une acuité d’arête moyenne (0,02-0,05 mm) associé à un chanfrein de 20◦
permettaient d’obtenir les contraintes résiduelles souhaitée tout en gardant les efforts de coupe et la
température à des valeurs correctes. En utilisant les mêmes paramètres de coupe (géométrie outil,
vitese de coupe, avance et profondeur de passe), ils ont observé une augmentation des contraintes
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résiduelles de compression avec l’augmentation de la dureté (HRC = 56 à HRC = 62). Pour obtenir
des contraintes résiduelles de compression, il est recommandé d’avoir des efforts de coupe et une
température faibles, une petite avance et une grande dureté. Ils nous disent que pour avoir des
efforts de coupe et des température faibles, il faut utiliser une acuité d’arête moyenne associée à un
outil chanfreiné.
1.2.1.2.3 Synthèse
De nombreux auteurs se sont intéressés à l’influence de l’usinage sur le profil des contraintes
résiduelles dans l’alliage de titane Ti6Al4V. Certaines études constatent qu’il y a peu d’effet de la
vitesse de coupe sur les contraintes résiduelles. A l’inverse, d’autres études, observent une influence
de la vitesse de coupe sur les contraintes résiduelles. A de faibles vitesses de coupe, elles sont en
compression puis lorsque la vitesse de coupe augmente, elles tendent vers la traction. L’avance
quant à elle, a tendance à diminuer les contraintes résiduelles de compression quand elle augmente.
L’usure d’outil peut aussi générer des contraintes résiduelles : un outil usé engendre des contraintes
résiduelles en compression plus importantes qu’un outil neuf. Cependant l’augmentation de l’usure
en dépouille, produit des contraintes résiduelles en traction. Il est important de noter que les
contraintes résiduelles de compression améliorent la durée de vie en fatigue.
1.2.1.3 Paramètre métallurgique : la microstructure
1.2.1.3.1 Présentation
De fortes déformations et des températures élevées sont induites par l’usinage. Nous avons vu
son impact sur la rugosité et les contraintes résiduelles et maintenant nous allons nous intéresser à
la microstructure de la surface usinée. Nous pouvons facilement imaginer que l’usinage, hormis son
principal but qui est l’enlèvement de matière, peut être assimilé à un traitement thermique et/ou
mécanique. En général ces traitements modifient les paramètres de la microstructure d’un alliage
métallique, soit :
– les phases en présence, leur proportion et l’arrangement de ces phases ;
– les grains des différentes phases, l’arrangement à l’intérieur du grain, leurs tailles ;
– l’écrouissage, la dureté micro et macro ;
– la présence d’une couche déformée et son épaisseur ;
1.2.1.3.2 Influence de l’usinage sur la microstructure
Ezugwu et Tang étudient l’effet de l’usure de l’outil sur la microdureté lors du tournage de
IN-718 [Ezugwu and Tang, 1995]. Ils observent que lorsque l’usure de l’outil augmente, la dureté
augmente (figure1.33). Ils l’expliquent par un processus de durcissement du matériau au niveau de
la surface due à une déformation plastique importante (allongement des grains) et à l’augmentation
des contraintes de compression. Ezugwu et Okeke montrent que l’augmentation de l’avance et de
la profondeur de passe entraine une augmentation de la microdureté du matériau en surface et en
sous-surface, ainsi que la profondeur de la zone écrouie (figure 1.34) [Ezugwu and Okeke, 2001].
Sai et al. analysent l’évolution des contraintes résiduelles, de la microdureté et de la rugosité en
fonction de différents paramètres d’usinage [Sai et al., 2001]. L’étude est réalisée pour un fraisage
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Figure 1.33 – Microdureté en fonction de l’usure d’outil lors du tournage de IN-718 : a) début
d’usinage, b) après 1 min d’usinage, c) après 3 min d’usinage, Vc = 152 m/min, f = 0,125 mm/tr,
et ap = 2 mm [Ezugwu and Tang, 1995]
de finition et les paramètres sont la vitesse de coupe et d’avance. Deux matériaux ont été utilisés
pour cette étude, un acier carbone (CS) et un acier inoxydable duplex (DSS). Ils observent que la
microdureté augmente avec la vitesse de coupe et l’avance.
Ginting et Nouari s’intéressent à l’état de surface engendré par le fraisage sans lubrifica-
tion de l’alliage de titane Ti-6242S en utilisant un outil non revêtu et revêtu CVD multicouches
[Ginting and Nouari, 2009]. Les conditions de coupe qu’ils font varier sont la vitesse de coupe (de
100 à 125 m/min), l’avance f (de 0,15 à 0,20 mm/tr), la profondeur de passe axiale ap (de 1,5 à
2,5 mm). La profondeur de passe radiale ar est fixée à 8.8 mm. La microstructure observée (figure
1.35) se trouve être altérée jusqu’à une profondeur de 350 µm au-dessous de la surface usinée. La
zone affectée peut être divisée en trois régions. La première allant jusqu’à 50 µm peut être appe-
lée la sous-couche tendre avec des valeurs de microdureté de 8% inférieures à celles du brut. La
seconde allant jusqu’à 200 µm peut être appelée la sous-couche dure avec des valeurs de micro-
dureté de 8% supérieures à celles du brut. Enfin dans la dernière région, allant jusqu’à 350 µm,
la microdureté décroît jusqu’à atteindre celle du brut. La microstructure immédiatement sous la
surface usinée et jusqu’à plusieurs microns en sous-couche connait une déformation plastique. Cela
est dû à une haute pression de coupe et à des températures de coupe élevées. Deux phénomènes
s’opposent : l’écrouissage dû aux efforts de coupe importants et l’adoucissement thermique dû à
des températures très élevées. Les efforts de coupe appliqués par l’outil sur la première région dite
tendre incite la microstructure et les grains à suivre la direction de la vitesse d’avance (Velasquez
[Velasquez, 2007] observe aussi ce phénomène). Dans cette zone, le phénomène d’adoucissement
thermique semble dominer le phénomène d’écrouissage (et inversement pour la zone dite dure).
L’utilisation d’un outil revêtu CVD ne semble pas avoir d’effets sur la microdureté. Quant à l’usure
d’outil (usure en dépouille VB = 0,3 mm), elle entraine une légère augmentation de la microdureté.
Sun et Guo s’intéressent aux effets des conditions de coupe en fraisage en bout sur l’état de
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Figure 1.34 – Microdureté de IN-718 après le tournage, Vc = 32-56 m/min, f = 0,13-0,25 mm/tr,
ap = 1-2 mm [Ezugwu and Okeke, 2001]
surface d’un alliage de titane Ti6Al4V [Sun and Guo, 2009]. Le fraisage est conduit sous lubrifica-
tion et avec un outil neuf. L’analyse de la microstructure montre que, avec l’augmentation de la
vitesse de coupe, la phase β se déforme de plus en plus et son volume près de la surface usinée a
tendance à rétrécir. Cet effet est dû aux charges thermiques et mécaniques appliquées à la pièce
lors du fraisage. Cependant, aucune transformation de phase n’a été observée pour les conditions de
coupe utilisées. Sur la figure 1.36, il est possible d’observer que plus la vitesse de coupe est élevée,
plus la microdureté en surface diminue. On observe également la différence entre les microduretés
à la surface de la pièce (de 1350 à 1500 HK) et les micro-duretés à coeur (800 HK), soit 68 à 80%
d’écart.
Che-Haron et Jawaid présentent une étude sur l’état de surface d’un alliage de titane Ti6Al4V
après une opération de tournage avec un outil carbure non revêtu [Che-Haron and Jawaid, 2005].
Les expériences ont été réalisées sans lubrification. Les vitesses de coupe et d’avance varient et
deux types de plaquettes sont utilisés. L’usinage a entraîné la formation d’une couche blanche
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Figure 1.35 – Microdureté de la sous-couche avec un outil non revêtu, 1) région tendre, 2) région
dure, 3) région brute, [Ginting and Nouari, 2009]
Figure 1.36 – Distribution de la microdureté et variation dans la sous-couche, f = 0,08 mm/tr, ae
= 4 mm, ap = 1,5 mm [Sun and Guo, 2009]
située juste sous la surface usinée dont l’épaisseur est inférieure à 10 µm (figure 1.37). Selon eux, la
couche blanche est due à l’usinage à sec. Ibrahim et al. observent aussi une couche blanche lors du
tournage à sec du Ti6Al4V ELI [Ibrahim et al., 2009]. A l’inverse, Velasquez lors du tournage grande
vitesse du Ti6Al4V à sec, n’observe pas de formation de couche blanche [Velasquez, 2007]. Selon
lui, la préparation des échantillons pour des observations microscopiques peut entraîner l’apparition
d’artefacts susceptibles de créer une confusion avec les couches blanches.
La figure 1.38 montre que l’écrouissage de la couche déformée engendre une microdureté su-
périeure à celle du substrat, pour une profondeur allant jusqu’à 10 µm (zone correspondant à la
couche blanche). Au-delà de cette profondeur, la microdureté diminue pour atteindre un minimum
à 20 µm. Cet adoucissement de la sous-couche est due aux températures de coupe très élevées. Un
44
1.2. De l’usinage à la durée de vie en fatigue
Figure 1.37 – Microstructure de la surface usinée après 10s d’usinage, Vc = 100 m/min, outil 883
[Che-Haron and Jawaid, 2005]
durcissement a lieu à 70 µm. L’usure de l’outil affecte la microstructure : la microdureté la plus
importante relevée correspond à un usinage avec outil endommagé (ceci s’explique par le fait que
plus l’usure de l’outil augmente, plus la surface de contact outil/pièce augmente). On peut aussi
observer que la microdureté augmente avec la vitesse de coupe et, dans une moindre mesure, avec
la vitesse d’avance. La plus haute valeur de microdureté a été observée à une profondeur de 5 µm,
dans une zone où la microstructure est fortement modifiée.
Figure 1.38 – Microdureté relevées dans l’épaisseur de la pièce usinée
[Che-Haron and Jawaid, 2005]
Hughes et al. s’intéressent à l’influence de la géométrie de l’outil et des conditions de coupe
sur la durée de vie de l’outil et sur l’état de la surface usinée d’un alliage de titane Ti6Al4V
[Hughes et al., 2006]. Ils observent que les grains se déforment suivant la direction de coupe. De
plus, la profondeur de déformation plastique augmente avec la profondeur de passe. En revanche,
les vitesses de coupe, d’avance, la géométrie et le niveau d’usure de l’outil n’ont pas d’effet mesu-
rable sur cette profondeur ce qui n’est pas le cas pour d’autres études, en particulier pour l’usure
d’outil. Les essais de microdureté en sous-couche révèlent, dans tous les cas, une diminution de la
microdureté en surface (diminution allant jusqu’à 22%) par rapport à celle du substrat. Elle aug-
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mente avec la profondeur jusqu’à revenir à la microdureté du substrat, à une profondeur de 50-60
µm. Ce phénomène d’adoucissement est due au sur-vieillissement de l’alliage de titane, à cause des
températures de coupe très élevées.
Thomas et al. s’intéressent à l’état microstructural de la surface usinée par fraisage grande vi-
tesse, sans prendre en compte l’usure de l’outil ou la formation du copeau [Thomas et al., 2010]. Ils
cherchent à identifier les dommages microstructuraux présents sous la forme de bandes de glissement
(figure 1.39) pour deux alliages de titane, le Ti6Al4V et le Ti-834. L’alignement et la densité de ces
bandes de glissement marquées (en anglais intense slip bands) sont dépendants de l’orientation du
grain α dans la sous-couche. De tels dégâts microstructuraux peuvent dégrader les propriétés d’uti-
lisation des pièces, notamment à cause de la réduction de la résistance à l’initiation de contraintes
de fatigue. Les conditions de coupe imposées par la gamme d’usinage modifient la microstructure
de la surface sur une profondeur plus ou moins importante en fonction des alliages étudiés. En ce
qui concerne le Ti6Al4V, on note que la coupe entraîne une déformation de la microstructure en
surface dans la direction de coupe. La vitesse de coupe semble être un paramètre important : son
augmentation déforme la phase β et engendre une diminution de la dureté en surface. La lubrifi-
cation joue sur l’apparition ou non d’une couche blanche et de sa profondeur, ce qui va engendrer
des duretés plus importantes que celles du substrat.
Figure 1.39 – Micrographies (MEB) de la déformation sous forme de bandes de glissement sous
la surface fraisée, a) Ti6Al4V et b) Ti-834. c) Un exemple de la non-uniformité de la déformation
observée dans le Ti6Al4V [Thomas et al., 2010]
1.2.1.3.3 Synthèse
Lors de l’usinage des alliages de titane une couche plus ou moins fine, déformée plastiquement
se forme sous la surface usinée. Il est donc essentiel d’étudier sa formation et son effet sur l’intégrité
de surface. Cette déformation est causée et/ou accentuée par de nombreux paramètres tels que
les paramètres de coupe, d’outil et la pièce usinée (matériau, taille des grains). L’épaisseur de la
couche déformée plastiquement augmente lorsque la vitesse de coupe et l’avance augmente. Un outil
usé a également tendance à accentuer cette couche. D’autres, ont constaté qu’elle est aussi générée
par la profondeur de passe. Quant aux grains sous la surface usinée, ils ont tendance à basculer
dans le sens du passage de l’outil. L’épaisseur de la couche est comprise entre 0,5 et 12 µm. Outre
la déformation des grains, des changement microstructuraux tels que l’absence de la phase β à
proximité de la surface a été observée dans le cadre du perçage à sec du TA6V. En ce qui concerne
le fraisage, une diminution du volume des grains β a été observée sous la surface usinée quand la
vitesse de coupe augmente.
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Une façon de caractériser l’état métallurgique d’une surface usinée est la microdureté. Des
études montrent que la microdureté sous la surface usinée, entre 0 et 12 µm, est supérieure à celle
du substrat. Cependant une diminution de la microdureté est observée à partir de 10-12 µm, répartie
sur une profondeur variable selon les différentes études. Cet adoucissement est dû aux températures
élevées lors de la coupe. Certains observent une augmentation de la microdureté lorsqu’il y a une
augmentation de la vitesse de coupe et dans une moindre mesure de l’avance. A l’inverse, d’autres
constatent que plus la vitesse de coupe est élevée et plus la microdureté diminue.
1.2.2 Influence de la surface sur la durée de vie en fatigue
Il est admis que, quel que soit le mode de sollicitation, les microfissures conduisant à la rup-
ture s’amorcent le plus souvent en surface. C’est pourquoi tout traitement mécanique ou physico-
chimique de la surface peut influencer de façon importante le comportement à l’amorçage. Sachant
que l’amorçage représente 90% de la durée de vie. L’usinage modifie la surface en impactant diffé-
rents paramètres, comme la rugosité, les contraintes résiduelles et la microstructure. Cependant, il
n’est pas aisé d’évaluer la contribution respective de chacun de ces facteurs.
Cette étude bibliographique commence par des généralités sur la fatigue des matériaux. Ensuite
nous verrons l’influence de l’intégrité de surface (rugosité, contrainte résiduelle et microstructure)
sur la durée de vie en fatigue.
1.2.2.1 Généralités sur la fatigue
Le terme de fatigue [Hénaff and Morel, 2005], dans le vocabulaire technique, date de la révo-
lution industrielle du XIXe siècle. A cette époque, de nombreuses pièces mécaniques qui, de par
leur nature et leur fonction, étaient soumises à des sollicitations répétées, voyaient leur rupture en
service. C’est un journaliste anglais qui a introduit le terme fatigue (fatigue en anglais) dans une
traduction de travaux allemands étudiant ce phénomène. Dès lors la terminologie universellement
admise pour désigner le processus d’endommagement et de rupture des matériaux sous charges
cycliques fut le terme de fatigue.
La première catastrophe pouvant être attribué sans ambiguïté au phénomène de fatigue s’est
déroulé en France. Le 5 octobre 1842, le train Paris-Versailles transportait entre 1500 et 1800
personnes. Soudain, entre Meudon et Bellevue, l’essieu de la locomotive de tête se rompit et la
locomotive se coucha sur la voie entrainant le déraillement du train. On dénombra environ 60
victimes. Cette catastrophe entraîna une prise de conscience du problème par les autorités qui
appelèrent à définir des procédures d’essais permettant de prédire la durée de vie des essieux.
A partir de 1843, Rankine, un ingénieur des chemins de fer britanniques, identifia les principales
caractéristiques de la rupture par fatigue et souligna notamment les dangers que peuvent constituer
les concentrations de contraintes pour les structures mécaniques.
Au même moment, en Allemagne, Andreas Wöhler fut nommé en 1847 responsable du matériel
roulant et de l’atelier de la ligne Niederschlesich-Markische. Il y passa 23 ans et durant cette période
il constata que la contrainte admissible sous des chargements répétés peut être considérablement
inférieure à la résistance statique. Gerber (1874) puis Goodman (1899) proposèrent des méthodes
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pour déterminer la durée de vie en fatigue sous différents niveaux de chargement. Dans le même
temps, à Munich, Johann Bauschinger observa lors de son étude du comportement des métaux
sous sollicitations cycliques, que lorsqu’un matériau est déformé au-delà de sa limite d’élasticité en
traction, sa limite d’élasticité en compression s’en trouve abaissée. Par ailleurs, si ce matériau est
soumis à plusieurs cycles de chargement, les limites en traction et en compression évoluent de telle
sorte que le matériau se comporte de façon parfaitement élastique entre ces limites que Bauschinger
appela limites naturelles. A partir de 1920-1930, l’étude du comportement en fatigue des métaux
devint un champ d’investigation scientifique à part entière et vit notamment apparaître le concept
de cumul de dommage.
En 1954, Coffin et Manson établissent une relation entre l’endommagement par fatigue et les
déformations plastiques cycliques. Ces derniers proposèrent une relation empirique entre la durée
de vie et l’amplitude de déformation plastique. Au même moment, un progrès rapide sur le plan
de la description mécanique des champs de contrainte et déformation combinés à la présence d’une
fissure permit le développement d’outils de prédiction de plus en plus fiables. La rupture par fatigue
a été très tôt combinée à la propagation de fissures. Cependant il n’existait pas d’outils pour décrire
les conditions de propagation de ces fissures à l’exception des travaux d’Inglis et de Griffith limités
à la rupture des matériaux fragiles. En 1957, Irwin montre que la singularité de contrainte en
pointe de fissure peut être expliquée à l’aide d’un paramètre caractéristique, le facteur d’intensité
de contrainte K.
A partir de là, les notions de la Mécanique Elastique Linéaire de la Rupture (MELR) ont été
appliqués à la description de la propagation des fissures de fatigue. Paris et ses collaborateurs
montrèrent ainsi que la vitesse de propagation d’une fissure, da/dN , est corrélée à l’amplitude du
facteur d’intensité de contrainte. De nos jours, cette description est très largement adoptée.
Malgré tous ces efforts, de nombreux aspects de la fatigue restent encore mal maîtrisés. En
témoigne des avaries majeures, notamment dans le domaine du transport. Entre 1998 et 2000,
plusieurs catastrophes ont été occasionnées par des ruptures de pièces. D’une manière générale,
l’endommagement par fatigue est à l’origine de 50 à 90% des cas de défaillances des systèmes
mécaniques. Cet endommagement a souvent un caractère progressif et masqué, ce qui le rend
particulièrement dangereux [Lu, 2002].
Dans les prochains paragraphes nous présenterons quelques généralités sur la fatigue notamment
la courbe de fatigue et les différents stades de l’endommagement.
1.2.2.1.1 Courbe de fatigue
L’essai de fatigue le plus couramment pratiqué consiste à appliquer un chargement pério-
dique à une éprouvette et à relever le nombre de cycles au bout duquel la rupture se produit
[Rabbe et al., 2000].
Les contraintes périodiques qui existent en service sont en général sinusoïdales, on distingue
(figure 1.40) :
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– la contrainte maximale : σmax ;
– la contrainte minimale : σmin ;
– l’amplitude de la contrainte variable : σa = σmax−σmin2 ;
– la contrainte moyenne : σm = σmax+σmin2 ;
– l’étendue de variation de la contrainte : 2σa ;
– la période ou le cycle de contrainte : l.
Figure 1.40 – Cycle de contrainte de fatigue [Rabbe et al., 2000]
On peut définir le rapport des contraintes Rσ ou R = σminσmax . R prend les valeurs indiquées, selon
les cas, sur la figure 1.41.
Figure 1.41 – Types de cycles de contrainte [Rabbe et al., 2000]
La courbe de Wöhler ou courbe S-N (Stress-Number of cycles) est tracé à l’aide d’un essai de
fatigue où l’on soumet chaque éprouvette à des cycles d’efforts périodiques, d’amplitudes maximale
et de fréquence constantes, et à noter le nombre de cycle Nr (r pour rupture) ou Nf (f pour failure)
au bout duquel la rupture se produit. Nf est reporté, en général sur une échelle logarithmique, en
fonction de la contrainte maximale des cycles. Une courbe est ainsi obtenue qui a l’allure de celle
représentée sur la figure 1.42.
Sur cette courbe, on peut distinguer trois domaines :
– Zone I : domaine de fatigue plastique oligocyclique, où sous de fortes contrainte la rupture
survient après un très petit nombre de cycles. Dans ce domaine, le nombre de cycles à rupture
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Figure 1.42 – Courbe de Wöhler et diagramme d’endurance [Rabbe et al., 2000]
s’étend de 0,5 jusqu’à 104 ou 105 (Low Cycle Fatigue ), selon la nature du matériau. Ces forts
niveaux de contraintes sont généralement combinées à une déformation plastique, d’où le nom
de fatigue plastique.
– Zone II : domaine de l’endurance limitée ou zone de fatigue, où la rupture est atteinte après
un nombre limité de cycles, nombre qui croît quand la contrainte σa décroît. Il s’étend de 104
jusqu’à 106 cycles environ, sans qu’il y ait apparition de déformation plastique macroscopique
notable.
– Zone III : domaine de l’endurance illimitée ou zone de sécurité, observée sous faible contrainte
et où la rupture ne se produit pas en dessous d’un nombre donné de cycles Nf , typiquement
107 voire 108 et 109 cycles.
Dans certains cas, il est possible de tracer une asymptote horizontale caractérisant la limite de
fatigue ou limite d’endurance σD en dessous de laquelle la probabilité de rupture est quasi-nulle.
1.2.2.1.2 Les différents stades de l’endommagement
L’examen macroscopique du faciès de rupture d’une pièce rompue en fatigue fait transparaître
généralement trois étapes d’importances variables suivant les matériaux et les caractéristiques des
sollicitations [Hénaff and Morel, 2005].
Ces trois étapes sont :
– Amorçage de fissure ;
– Propagation de fissure ;
– Rupture brutale.
Il y a différentes approches de dimensionnement des pièces sollicitées en fatigue. Le rôle d’un
dimensionnement en fatigue consiste communément à prédire de façon la plus réaliste la durée de
vie totale Nf de la structure, caractérisée comme la somme du nombre de cycles de sollicitation
Na à l’amorçage d’une fissure et du nombre de cycles Np requis pour la faire propager jusqu’à une
taille critique. On distingue donc la durée de vie à l’amorçage Na et la durée de vie en propagation
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Np.
Nf = Na +Np (1.2)
◦ Amorçage de fissure
L’appréciation du stade d’amorçage dans une structure est basé de préférence sur une notion de
microfissure, c’est-à-dire où l’on considère l’apparition de celle-ci. En revanche cette notion dépend
directement de la résolution du moyen d’observation utilisé. Ainsi, en l’absence d’un accord général
sur la définition de l’amorçage, divers auteurs définissent le nombre de cycles d’amorçage Na pour
une longueur a0 de l’ordre de 0,1 mm. Effectivement, cette dimension peut être détectée assez
aisément [Bathias and Bailon, 1997].
Les fissures de fatigue s’amorcent essentiellement à la surface. Lors d’un essai de traction mo-
notone sur un matériau polycristallin, des lignes de glissement cristallographique émergent à la
surface libre du matériau dans les grains favorablement orientés pour le glissement, malgré que la
contrainte macroscopique soit inférieure à la limite d’élasticité macroscopique (figure 1.43a). Quand
la direction de sollicitation est permutée, si les mouvements de dislocations à l’origine du glissement
étaient parfaitement réversibles, le glissement serait symétriques et la surface retrouverait son état
initial. Néanmoins, les mouvements de va-et-vient des dislocations ne sont pas totalement réver-
sibles, notament parce que certaines d’entre elles changent de plan lors de la permutation du sens
de sollicitation. Cette irréversibilité du glissement provoque la formation de relief à la surface du
matériau (figure 1.43b). La répétition de ce processus (figure 1.43c) conduit à la formation d’in-
trusions (en retrait) et d’extrusions (en relief par rapport à la surface initiale) (figure 1.43d). Les
intrusions constituent des zones de concentration de contraintes locales favorisant l’apparition de
microfissures.
Figure 1.43 – Processus de formation d’intrusions/extrusions en surface (a) émergence de lignes
de glissement en surface lors de la mise en charge ; (b) irréversibilité du glissement après inversion
du sens de chargement ; (c) et (d) formation d’intrusions/extrusions [Hénaff and Morel, 2005]
Ces premiers changement amènent donc à une localisation de la déformation par des mouvements
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de dislocations irréversibles. Dans le volume, la déformation cyclique engendre des arrangements de
forte densité de dislocations au sein d’une matrice relativement libre de dislocations. La localisation
intervient lorsque les arrangements deviennent instables et que des bandes de glissement sont dites
persistantes car elles ne disparaissent pas par recuit ou polissage de la surface. Durant les cycles
suivant, la déformation se produit au sein de ces bandes dont le nombre augmente.
Les bandes persistantes de glissement constituent donc les sites préférentiels d’amorçage de
fissure pour les matériaux cristallins isotropes. Les fissures tendent à se constituer à l’interface
entre la bande de glissement et la matrice. Pour les polycristaux, la fissure apparaît habituellement
au sein des bandes persistantes. D’autres processus d’amorçage peuvent intervenir en fonction de
la microstructure et des conditions de sollicitations. La figure 1.44 présente les différents sites
d’amorçage potentiels. L’amorçage en surface peut ainsi être transgranulaire (i) ou intergranulaire
(ii) mais peut aussi se former à partir d’un défaut comme une porosité, une retassure ou une
inclusion (iii). Il peut aussi être interne sur des sites tels que les inclusions (iv), des microvides aux
joints de grain (v) ou des intersections de joints de grain ou de macle (vi).
Figure 1.44 – Les différents sites d’amorçage de fissure : transgranulaire (i) ou intergranulaire (ii)
en surface, défaut de surface (iii), inclusion interne (iv), microvide interne aux joints de grain (v),
amorçage interne à l’intersection de joints de grain (vi) [Hénaff and Morel, 2005]
◦ Propagation de fissure
L’amorçage de fissure est suivi, en général, d’une propagation transgranulaire dans une direction
cristallographique définie, même lorsque l’amorçage est intergranulaire. Ce stade a été définie par
Forsyth comme étant le stade I de la propagation de la fissure (figure 1.45). Le stade de formation
des microfissures (amorçage) et le stade I occupent 40 à 99% de la durée de vie des éprouvettes cou-
ramment utilisées pour déterminer la courbe de Wöhler. Cependant le stade I n’existe pas toujours.
En effet, la fissure peut s’amorcer directement en stade II, par exemple en présence de grosses inclu-
sions clivées, ou dans le cas d’usinages grossiers conduisant à des stries aiguës. La transition entre le
stade I et le stade II est imputée à la diminution de la contrainte de cisaillement avec la croissance
de la fissure et à l’augmentation simultanée de la contrainte normale [Bathias and Bailon, 1997].
Lors d’un chargement uniaxial, la contrainte maximale de cisaillement se localise sur les plans
dont la normale fait un angle de 45◦ par rapport à la direction de sollicitation. Ainsi, les microfis-
sures auront tendance à s’amorcer suivant des mêmes plans. Lors des cycles suivants, certaines de
ces fissures vont se propager suivant les bandes de glissement jusqu’à ce qu’une fissure principale
se dégage. Cette fissure principale change alors de direction pour se propager suivant un plan per-
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pendiculaire à l’axe de sollicitation. Cette transition d’un régime cristallographique, dit de stade I,
à un mode non cristallographique appelé stade II (figure 1.45) se fait à travers quelques grains. La
distance de propagation en stade I dépend de la microstructure, mais est généralement limitée à
l’équivalent de quelques tailles de grains à partir de la surface libre.
Figure 1.45 – Passage de stade I en stade II [Hénaff and Morel, 2005]
La mécanique de la rupture permet d’étudier quantativement le phénomène de propagation de
fissure de fatigue. Irwin a initié cette théorie en y introduisant le facteur d’intensité de contrainte
KI en mode I [Bathias and Bailon, 1997].
KI = σnomY
√
pia (1.3)
– σnom : contrainte appliquée
– Y : facteur géométrique
– a : longueur de la fissure
En effet, dans les conditions de service, les fissures de fatigue croissent selon une direction qui
est, à l’échelle macroscopique, perpendiculaire à l’axe de l’effort principal. Dans la majorité des cas,
le chemin de fissuration sera donc perpendiculaire à la direction de traction qui tend à ouvrir la
fissure. Ce type d’ouverture est appelé mode I (figure 1.46). Les autres modes, appelés II et III,
sont néanmoins possibles [Hénaff and Morel, 2005].
Paris et ses collaborateurs ont démontré que les paramètres de la mécanique de la rupture étaient
capables de décrire la vitesse de propagation des fissures soumises à des chargements cycliques. Cette
caractérisation est basée sur la variation du facteur d’intensité de contrainte KI , qui devient ∆KI .
La courbe définie par la vitesse de propagation de fissure da/dN en fonction de ∆KI est reportée
sur un graphe bi-logarithmique (figure 1.47)
Cette courbe est constituée de 3 domaines caractéristiques [Hénaff and Morel, 2005], désignés
I, II et III :
– Le domaine I est défini par une forte influence de la microstructure, du rapport de charge et
de l’environnement. Il est caractérisé par une rapide diminution de la vitesse de propagation
quand la valeur de ∆KI approche d’une valeur caractéristique. Cette valeur est appelée seuil
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Figure 1.46 – Les différents modes d’ouverture : mode I, ouverture en traction, mode II, ouverture
en cisaillement dans le plan, mode III, ouverture en cisaillement hors plan [Hénaff and Morel, 2005]
Figure 1.47 – Vitesse de propagation de fissure de fatigue en fonction de l’amplitude du facteur
d’intensité de contrainte [Hénaff and Morel, 2005]
de propagation et notée ∆Kseuil. Sous cette valeur, l’endommagement en pointe de fissure
occasionné par le chargement cyclique devient si faible qu’il est quasiment impossible de
détecter expérimentalement une avancée de fissure.
– Dans le domaine II, l’allure de la courbe présente généralement une partie linéaire sur un
assez large intervalle. Paris traduit cette linéarité par une dépendance en loi puissance de la
vitesse de propagation par rapport à l’amplitude du facteur d’intensité de contrainte ∆KI :
da
dN
= C(∆KI)m (1.4)
Il faut souligner que cette relation reste avant tout empirique. C et m sont des contantes
dépendant du matériau mais aussi des conditions d’essai (rapport de charge, environnement,
...).
– Le domaine III correspond à une accélération de la propagation juste avant la rupture bru-
tale. Celle-ci intervient durant le cycle quand la valeur maximale du facteur d’intensité de
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contrainte KImax devient égale à une valeur caractéristique du matériau notée KIC (téna-
cité). Ce domaine n’est généralement pas étudié en fatigue car il ne représente qu’un très
faible nombre de cycles.
◦ Rupture brutale
Lorsque la fissure occupe une section de la pièce telle que la section résiduelle est trop faible
pour supporter les sollicitations appliquées, il se produit la rupture brutale catastrophique.
1.2.2.2 Influence de la rugosité sur la tenue en fatigue
L’orientation des stries d’usinage influence la tenue en fatigue d’une pièce. Lorsque les stries
sont parallèles à la direction de contrainte appliquée, l’influence de l’état de surface sur la tenue
en fatigue est généralement plus faible. Cette influence est, bien sûr, prépondérante, mais lorsque
l’état de surface est soigné (par exemple lors d’une rectification douce et soignée), le sens des stries
ne semble pas affecter la limite d’endurance [Lieurade and Flavenot, 2003].
Les essais de fatigue [Ghanem et al., 2003] montrent que, pour un même niveau de chargement,
la durée de vie en fatigue est toujours plus importante pour l’état fraisé en opposition par rapport
à l’état fraisé en avalant. Cette amélioration du comportement en fatigue est vraisemblablement
attribuée à la résultante de deux effets opposés, de la microgéométrie et des contraintes résiduelles.
Novovic et al. présentent une étude bibliographique concernant l’effet de l’usinage (conventionnel
ou non) et de l’état de surface de la pièce usinée sur la durée de vie en fatigue des pièces, pour
différents matériaux [Novovic et al., 2004]. L’influence des paramètres de rugosité est considérée.
Malgré quelques désaccords dans la bibliographie, les auteurs rapportent que, dans la plupart des
cas, des rugosités de surface faibles entraînent une meilleure durée de vie en fatigue. De plus, dans la
zone de rugosité comprise entre 2.5 et 5 µm, la durée de vie en fatigue est dépendante des contraintes
résiduelles et de la microstructure de la pièce usinée, plutôt que de la rugosité. Dans le domaine
des grandes durées de vie, l’amorçage de la fissure constitue 90% de la durée de vie en fatigue de
la pièce. En l’absence de contraintes résiduelles, la rugosité des surfaces usinées présentant une Ra
supérieur à 0,1 µm a une influence importante sur la tenue en fatigue. Dans le cas inverse (pour des
surfaces usinées avec Ra < 0,1 µm), la rugosité de la surface usinée semble avoir un effet moindre
sur la tenue à la fatigue. On constate alors que les fissures s’amorcent soit à cause des bandes de
glissement persistantes, soit aux joints de grains. Enfin, si la microstructure présente des inclusions
de taille supérieure à la rugosité de la surface, ce sont ces inclusions qui pilotent la tenue à la fatigue,
plutôt que la rugosité.
Shazad et al. étudient l’influence des traitement de surface sur la durée de vie en fatigue d’un
alliage d’aluminium Al7010. Ils observent qu’une rugosité élevée diminue la durée de vie en fatigue
et inversement (figure 1.48). Selon eux, c’est une confirmation que la rugosité joue un rôle important
dans la durée de vie en fatigue, notamment pour l’amorçage de fissures [Shahzad et al., 2010].
Suraratchai et al. s’intéressent à la modélisation de l’influence de la rugosité sur la durée de
vie en fatigue d’un alliage d’aluminium [Suraratchai et al., 2008]. Selon eux, la rugosité est un
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Figure 1.48 – Durée de vie en fatigue pour deux types de rugosité [Shahzad et al., 2010]
effet prépondérant sur la durée de vie en fatigue. Afin de modéliser cet effet, ils ont proposé la
modélisation de la rugosité d’un point de vue mécanique à l’aide du coefficient de concentration
de contrainte locale, noté Kt (figure 1.49). Ce Kt est déterminé à partir de la modélisation par
éléments finis de la surface usinée.
Figure 1.49 – Comparaison entre la durée de vie expérimentale et prédite [Suraratchai et al., 2008]
Gaceb et Brahmi ont conduit une étude visant à établir l’influence de la rugosité des surfaces
réalisées par tournage sur la résistance à la fatigue de l’acier XC 48 [Gaceb and Brahmi, 2007]. Après
une campagne d’expérimentations menée sur des éprouvettes usinées avec des combinaisons variées
d’état de surface, ils concluent que le paramètre de rugosité seul ne peut expliquer le comportement
en fatigue des pièces usinées et une approche correcte consisterait à considérer simultanément
d’autres paramètres de l’état de surface.
Dans ses travaux de thèse, Alam arrive à la même constatation. En effet, il présente une com-
paraison des évolutions de la rugosité et des contraintes résiduelles perpendiculaires aux stries
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d’usinage avec le nombre moyen de cycles à rupture, dans le cas de cinq séries d’éprouvettes d’un
acier de construction usinées selon des gammes de tournage différentes. Il ne constate pas de rela-
tion immédiate entre ces deux caractéristiques de l’état de surface et le nombre de cycles à rupture
(figure 1.50) [Alam, 1998].
Figure 1.50 – Comparaison de l’évolution de la rugosité et des contraintes résiduelles avec le
nombre moyen de cycles à la rupture dans le cas de 5 séries d’éprouvettes usinées selon des gammes
différentes [Alam, 1998]
En conclusion, la rugosité de surface peut influencer de manière significative le comportement
en fatigue des matériaux. Nous avons vu que la rugosité seule ne peut expliquer le comportement en
fatigue de la pièce. Les usinages génèrent la rugosité de surface ou des défauts surfaciques mais aussi
des contraintes résiduelles et de l’écrouissage dans la couche superficielle. Le paragraphe suivant
décrit l’effet des contraintes résiduelles sur la fatigue.
1.2.2.3 Influence des contraintes résiduelles sur la tenue en fatigue
Les contraintes résiduelles (CR) ont été généralement reconnues comme un des facteurs d’état
de surface les plus influents sur la performance d’une pièce, notamment sur sa durée de vie en
fatigue. La prise en compte des CR est essentielle pour de nombreux cas de fatigue. La génération
de CR de traction dans une pièce peut avoir des conséquences néfastes sur la tenue en fatigue et à
l’inverse, des CR de compression peuvent améliorer considérablement la tenue en fatigue.
Dans notre étude, c’est l’usinage qui sera générateur des CR. Un certains nombre de paramètres
comme la géométrie d’outil ou les conditions de coupe, vont les produire dans une couche plus ou
moins fine de surface.
Certains auteurs, [Schwach and Guo, 2006] [Sharman et al., 2001] [Flavenot et al., 1983]
[Elkhabeery and Fattouh, 1989] [Lieurade, 1989], ont étudié cette influence avec les effets bénéfiques
ou, au contraire, les effets néfastes que ces contraintes peuvent engendrer. Pour nombre d’entre eux,
les contraintes résiduelles en compression ont un effet positif sur la tenue en fatigue des pièces.
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Les contraintes résiduelles de surface (qu’elles soient engendrées par usinage ou grenaillage)
jouent un rôle prédominant dans la détermination du taux de croissance des microfissures dans le
Ti6Al4V et, en conséquence, sur la durée de vie en fatigue. Le chargement cyclique contribue à
la diminution des contraintes résiduelles de compression en surface : elles ont tendance à décroitre
sous l’influence de l’allongement cyclique à température ambiante et élevée. Le rayon d’entaille en
fond de fissure (plus que sa profondeur) est un facteur additionnel qui influence la résistance à la
fatigue [Leverant et al., 1979].
Le grenaillage provoque un durcissement superficiel destiné à augmenter les caractéristiques
mécaniques du métal. Ce traitement laisse des contraintes résiduelles de compression à la surface,
améliorant ainsi la résistance à la fatigue. Wagner et Lutjering se sont intéressés aux effets du
grenaillage sur les propriétés de la sous-couche proche de la surface et aux influences de ces change-
ments sur la tenue en fatigue du Ti6Al4V [Wagner and Lutjering, 1981]. Grâce à la séparation des
paramètres (contraintes résiduelles, densité de dislocation et rugosité de la surface), ils ont montré
que les contraintes résiduelles ont une influence majeure sur le comportement en fatigue, car elles
permettent notamment de retarder la propagation de fissures. Le site d’amorçage de la fissure (sur
la surface ou à l’intérieur) dépend de plusieurs paramètres (contraintes résiduelles et leur stabilité,
rugosité de la surface, densité de dislocation, amplitude et gradient de contrainte, environnement).
Dans le cas de l’amorçage de fissure en surface, la haute densité de dislocation cause une amélio-
ration radicale de la durée de vie en fatigue en retardant l’amorçage de la fissure. Contrairement à
une augmentation de la rugosité de la surface qui, elle, produit l’effet inverse sur l’amorçage de la
fissure. Rugosité et contraintes résiduelles sont des paramètres importants qui influencent la tenue
à la fatigue des pièces. Ludian et Wagner sont arrivés à la même conclusion pour le Ti6Al4V, le
grenaillage améliore la durée de vie en fatigue car il induit des contraintes résiduelles de compression
qui vont retarder considérablement la propagation de fissure [Ludian and Wagner, 2008].
Wagner s’intéresse aux traitements mécaniques de surface et aux changements qu’ils induisent :
déformation plastique locale (densité des dislocations ou écrouissage), contraintes résiduelles et
rugosité [Wagner, 1999]. Tout ceci en fonction de la tenue en fatigue. Il nous dit qu’une rugosité
élevée va accélérer l’amorçage de fissure mais n’a pas d’effet sur leur propagation. L’écrouissage ou
une haute densité de dislocations va retarder l’amorçage de fissure mais accélére leur propagation.
Les contraintes résiduelles de compression quant à elle, ont peu d’effet sur l’amorçage de fissure
mais retardent leur propagation (tableau 1.12).
Paramètres de surface Amorçage de fissure Propagation de fissure
Rugosité Accélère Pas d’effet
Densité des dislocation Retarde Accélère
ou écrouissage
Contraintes résiduelles Peu ou pas d’effet Retarde
de compression
Tableau 1.12 – Influence de l’état de surface sur l’amorçage et la propagation de fissure
Mitryaev et Seryapin s’intéressent à l’influence du durcissement de surface par déformation
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plastique de la surface sur la résistance à la fatigue d’un alliage de titane VT9 avec entaille en
V [Mitryaev and Seryapin, 1984]. La figure 1.51 illustre l’effet des contraintes résiduelles de com-
pression sur la résistance à la fatigue des pièces entaillées. Plus l’amplitude des contraintes de
compression augmente, plus la résistance à la fatigue augmente.
Figure 1.51 – Effet des contraintes résiduelles de compression sur la résistance à la fatigue d’échan-
tillons cylindrique de l’alliage de titane VT9 avec entaille en V, à 20◦C, après durcissement par
pollissage à billes, Rb = 2 mm [Mitryaev and Seryapin, 1984]
Smith et al. s’intéressent à la relation entre l’état de surface induit par tournage de l’acier
AISI 52100 et sa durée de vie en fatigue [Smith et al., 2007]. Les profils des contraintes résiduelles
sont mesurés par DRX. Afin de mesurer le champ des contraintes dans la profondeur de la pièce,
une fine couche (20 µm) de matière est retirée par électroérosion pour chaque nouvelle mesure. Ils
concluent que la performance à la fatigue des surfaces peut être directement attribuée aux profils
des contraintes résiduelles (les états les plus compressifs améliorant la durée de vie en fatigue).
Sur certains échantillons, ils ont observé une zone (dont l’épaisseur n’excède jamais 2 µm) appelée
couche blanche. Cette couche blanche observée dans certains des échantillons ne semble pas avoir
d’influence sur la tenue en fatigue car il est difficile de produire des éprouvettes identiques sur
tous les aspects de l’intégrité de surface, en particulier les contraintes résiduelles. Les profils de
contraintes résiduelles étudiés étant très différents en forme, il est difficile de déterminer si le
paramètre pilotant la fatigue est la contrainte résiduelle en surface ou la contrainte résiduelle dont
l’amplitude est maximale dans l’épaisseur de la pièce (figure 1.52). La profondeur de cette contrainte
résiduelle de compression maximale évolue en fonction des éprouvettes. Ils en concluent que la durée
de vie en fatigue est pilotée par ces deux paramètres.
En conclusion, l’influence des CR sur le comportement en fatigue vient d’être décrite. L’effet
bénéfique des CR de compression est notamment démontré. Cependant, cet aspect bénéfique des CR
de compression peut diminuer jusqu’à disparaître par relaxation. Cette relaxation peut se produire
pour des essais de fatigue conduits à température élevée ou lorsque les sollicitations imposées
générent une déformation plastique. Comme il est dit dans la bibliographie, l’usinage générent
aussi de l’écrouissage de la couche superficielle. Le paragraphe suivant décrit donc cet effet sur la
tenue en fatigue.
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Figure 1.52 – Durée de vie en fatigue en fonction de a) la contrainte résiduelle de surface et b) la
contrainte résiduelle en compression maximale dans la direction axiale [Smith et al., 2007]
1.2.2.4 Influence de la microstructure sur la tenue en fatigue
En ce qui concerne le Ti6Al4V, on peut voir (figure 1.53a) qu’une microstructure équiaxe fine
(grains fins) amène à une augmentation de la résistance à la fatigue dans le vide. Inversement
(figure 1.53b), pour la résistance à la fatigue dans l’air, c’est une microstructure bimodale qui est
la plus performante mais elle possède des grains αp (α primaire) petit, de l’ordre de 6 µm. Les
microstructures à lamelles grossières (coarse lamellar) sont les moins performantes.
Figure 1.53 – Courbes de fatigue pour différentes microstructure du TA6V, a) dans le vide, b)
dans l’air [Welsch et al., 1994]
En ce qui concerne la vitesse de propagation de fissure, c’est la microstructure lamellaire gros-
sière qui a le meilleure comportement (figure 1.54). D’ailleurs, Combres nous dit aussi qu’une mi-
crostructure lamellaire diminue la vitesse de propagation de fissure car elle augmente la tortuosité
de la structure [Combres, 1999].
La teneur en oxygène dans le TA6V joue aussi un rôle sur la résistance à la fatigue. On peut
voir sur la figure 1.55 que plus il y a d’oxygène et meilleur est la résistance à la fatigue. Les niveaux
d’oxygène influencent les mécanismes de précipitations et de durcissement, ce qui améliorent la
résistance au mouvement des dislocations et augmente ainsi l’écoulement et la résistance à la fatigue
[Welsch et al., 1994].
Hashimoto et al. étudient l’influence du tournage dur à sec et de la rectification sur la fatigue
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Figure 1.54 – Comparaison des différentes microstructures du TA6V par rapport à la vitesse de
propagation de fissure (microstructure équiaxe fine : taille de grains α = 2 µm, grossière : taille de
grains α = 12 µm) [Welsch et al., 1994]
Figure 1.55 – Effet du taux d’oxygène sur la résistance à la fatigue du TA6V pour une microstruc-
ture lamellaire fine [Welsch et al., 1994]
par contact de roulement, dans le cas de l’acier AISI 52100 [Hashimoto et al., 2006]. Aprés les opé-
rations de tournage dur et de rectifation, un polissage mécanique a été effectué. La microdureté,
après polissage, est plus élevée pour les éprouvettes rectifiées que pour celles tournées, de l’ordre
de 10 à 27%. La déformation mécanique joue un rôle plus important au cours du tournage dur
(zone déformée plus grande). Tandis que l’effet de taille, lors de la rectification, induit une micro-
dureté plus élevée et les températures pénètrent plus profondément sous la surface (zone affectée
thermiquement plus grande) (figure 1.56).
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Figure 1.56 – Microstructure de la surface usinée de l’acier AISI 52100 après tournage dur et
rectification [Hashimoto et al., 2006]
La figure 1.57 montre qu’une éprouvette usinée par tournage dur présente une durée de vie par
contact roulant deux fois plus élevée que pour une éprouvette rectifiée, à rugosité identique (Ra =
0,07 µm). Les mécanismes fondamentaux qui participent à cette différence de résistance à la fatigue
sont la microstructure de la surface et les propriétés générées par le procédé d’usinage.
Figure 1.57 – Comparaison des durées de vie par contact roulant pour les éprouvettes tournées et
rectifiées [Hashimoto et al., 2006]
En conclusion, l’écrouissage de la couche superficielle rend l’amorçage des fissures (90% de la
durée de vie) plus difficile et donc améliore la tenue en fatigue des pièces. En revanche, du fait que
l’écrouissage diminue la ductilité, la vitesse de propagation des fissures (90% de la durée de vie) est
augmentée. Enfin, la microstructure de la couche superficielle est aussi un facteur non négligeable
influençant la tenue en fatigue.
1.2.3 Influence de l’usinage sur la durée de vie en fatigue
Dans ce paragraphe, sont répertoriés les études liant conditions de coupe et durée de vie en
fatigue. Nous commençons par les travaux effectués au sein du laboratoire DMSM de l’ENSICA, où
plusieurs thèses ont été consacrées à l’influence de l’usinage sur la durée de vie en fatigue comme
celles de [Alam, 1998], [Suraratchai, 2006] et [Limido, 2008]. Puis nous passons en revue d’autres
études liées à la même problématique.
Le premier, Alam a étudié l’influence des gammes de tournage sur l’état de surface et sur la
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fatigue en endurance limitée d’un acier de construction A42 [Alam, 1998]. Dans le cadre de cette
thèse, l’influence des conditions de tournage sur l’état de surface d’un acier A42 a été étudiée comme
un préalable à l’étude de l’influence de l’état de surface sur la tenue en fatigue de ce matériau.
Face à la diversité des paramètres en tournage, la technique du plan d’expériences a été utilisée.
De nouveaux modèles empiriques reliant la rugosité et les contraintes résiduelles aux paramètres
de tournage ont été proposés. Des gammes de tournage, créant des combinaisons extrêmes des
caractéristiques de l’état de surface des pièces, ont été choisies pour fabriquer les éprouvettes de
fatigue. Les essais de fatigue en traction-compression ont été effectués sur cinq séries d’éprouvettes
représentant chacune une gamme d’usinage différente. Les résultats des essais n’ont pas donné de
relations immédiates entre la rugosité ou les contraintes résiduelles et le nombre de cycles à rupture
en fatigue. Les observations métallographiques ont indiqué dans la sous-couche des surfaces usinées
la présence d’une zone déformée plastiquement due à l’action de l’outil coupant. L’épaisseur de
cette zone sous la surface de l’éprouvette varie avec la gamme de tournage utilisée pour créer cette
surface. La durée de vie en fatigue des éprouvettes semble augmenter en proportion avec l’épaisseur
de la zone déformée plastiquement. Ce phénomène est décrit par un modèle basé sur l’influence de
la taille de grains sur la tenue en fatigue des matériaux. Le nombre de cycles à rupture calculé à
l’aide du modèle confirme la tendance de la durée de vie en fatigue à augmenter avec l’épaisseur de
la zone déformée plastiquement.
Suraratchaï s’intéresse à l’influence de l’état de surface sur la tenue en fatigue de l’alliage
d’aluminium 7010 [Suraratchai, 2006]. Dans ce travail, il étudie cette influence dans deux domaines,
le premier est le domaine des grandes durées de vie et le second est le domaine des faibles durées
de vie. Les essais de fatigue sont réalisés en flexion plane, flexion rotative et traction-compression.
A cela, ils combinent différentes gammes d’usinage. Tout d’abord il nous dit que l’état géométrique
de surface joue un rôle important dans la durée de vie. Il remarque que les contraintes résiduelles
ne semblent avoir aucun effet sur la tenue en fatigue quand la rugosité est importante. Cependant
en l’absence de rugosité, les contraintes résiduelles ou la vitesse de coupe semble jouer un rôle
notamment pour les gammes de faible rugosité. Il remarque que les gammes d’usinages choisies
pour les essais de fatigue donnent une grande variation de rugosité mais ne générent que des
contraintes résiduelles en compression dont la valeur absolue est la plus grande pour les surfaces
de faible rugosité. Au final, il montre que la rugosité de surface est le facteur prépondérant sur la
tenue en fatigue en raison de la concentration locale Kt qu’elle génère. Un modèle de calcul basé
sur un calcul par éléments finis est proposé pour estimer la valeur du Kt. Ce dernier est utilisé
dans des modèles d’estimation de durée de vie basé sur l’amorçage pour de faibles charges et sur
la propagation pour les charges élevées. Ces modèles décrivent bien les résultats de fatigue. Quant
aux contraintes résiduelles elles peuvent être un facteur secondaire particulièrement pour les faibles
rugosités. L’écrouissage n’a pas pu être mis en évidence ni par des mesures de rugosité ni par
des observations métallographiques et la variation des durcissements des couches superficielles par
usinage n’étant pas significative pour les surfaces de même niveau de rugosité, rien ne permet de
conclure pour le moment sur son influence.
A la suite de quoi, Limido a choisi de décrire l’influence des conditions d’usinage grande vi-
tesse (UGV) sur la durée de vie en fatigue de pièces aéronautiques en alliage d’aluminium 7010
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[Limido, 2008]. L’approche proposée comporte trois étapes principales. Dans la première étape, un
modèle numérique 3D a été développé pour prédire la géométrie 3D de la surface fraisée. Ce modèle
prend en compte les défauts de l’outil, les défauts de montage ainsi que la flexion de l’outil due aux
efforts de coupe. Les efforts de coupe 3D sont obtenus grâce à un modèle SPH 2D (pour Smoo-
thed Particle Hydrodynamics). Cette méthode basée sur une représentation particulaire, donc sans
maillage, permet une nouvelle approche de la séparation du copeau. La seconde étape s’attache à
déterminer les durées de vie associées aux surfaces numériques obtenues lors de la première étape.
L’influence prépondérante de la texture de surface sur la durée de vie en fatigue est représentée
par la concentration de contrainte locale qu’elle génère. La troisième étape s’attache à développer
l’articulation des deux étapes précédentes pour obtenir un modèle de prédiction de la durée de vie
à partir des paramètres d’usinage et des propriétés intrinsèque du matériau de la pièce. Les durées
de vie prédites ont été comparées à des mesures expérimentales issues d’essais de fraisage. L’erreur
maximale est d’environ 15% par rapport aux essais. Le modèle ainsi validé a été utilisé dans une
première démarche d’optimisation des paramètres d’usinage par rapport à la fatigue. Il montre qu’il
est, dans certains cas, possible d’assouplir les contraintes des gammes d’usinage tout en conservant
la durée de vie désirée.
Geng et Xu étudient l’influence du fraisage à grande vitesse sur la surface et la durée de vie en
fatigue d’un alliage de titane TA15 [Geng and Xu, 2008]. Ils ont observé que l’augmentation de la
vitesse de coupe a un effet positif sur la durée de vie en fatigue. En effet, lorsqu’elle augmente de
50 m/min à 100 m/min, la durée de vie moyenne de l’échantillon augmente d’environ 8% pour une
charge appliquée qui varie entre 80 et 800 MPa. Cette augmentation de la durée de vie grâce au
fraisage à grande vitesse est due à une faible rugosité qui est obtenue pour des vitesses de coupe
élevées (la rugosité diminue lorsque la vitesse de coupe augmente). La vitesse de coupe a un effet
plus significatif sur la durée de vie lorsque la charge appliquée est relativement faible. L’écrouissage,
la structure métallographique et les contraintes résiduelles ne semblent qu’être peu affectés.
Sasahara a étudié l’influence des contraintes résiduelles, de la rugosité et de la dureté, ré-
sultant de différentes conditions de coupe en tournage, sur la tenue en fatigue d’un acier C45
[Sasahara, 2005]. Dans cette étude il fait varier l’avance et le rayon de bec de l’outil en utilisant
deux types d’arêtes, l’une chanfreinée et l’autre vive. Les essais de fatigue sont réalisés en flexion ro-
tative. Il a observé que les contraintes résiduelles radiales deviennent compressives lorsque l’avance
diminue et qu’un outil à chamfrein est utilisé. Quant aux contraintes résiduelles axiales, elles sont
proches de zéro avec un rayon de bec de 0,2 mm, indépendemment de l’avance et du type d’arête.
Pour la dureté superficielle, elle augmente lorsque un outil à petit rayon de bec est utilisé. Elle
augmente aussi avec un outil à arête chanfreinée plutôt qu’avec un outil à arête vive. Il constate
qu’il est possible d’améliorer la tenue en fatigue si on introduit des contraintes résiduelles compres-
sives et une dureté superficielle lors de l’usinage. Ceci peut-être réalisé en ayant une avance faible,
un petit rayon de bec et un outil avec une arête chanfreinée. L’effet de la rugosité sur la tenue en
fatigue n’a pas été mis en évidence.
Javidi et al. étudient l’effet de l’usinage sur la surface et la fatigue [Javidi et al., 2008]. Cette
étude est menée pour une opération de tournage et pour des essais de flexion rotative. Le maté-
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riau utilisé est du 34CrNiMo6. Les paramètres sont l’avance et le rayon de bec de l’outil. Ils ne
constatent aucune variation significative de la dureté pour différentes conditions de coupe. La rugo-
sité augmente, pour une avance donnée, quand le rayon de bec diminue. Les contraintes résiduelles
induites lors du tournage deviennent compressives avec l’augmentation de l’avance. Cependant, une
augmentation du rayon de bec entraîne une diminution des contraintes résiduelles de compression.
Pour eux, l’avance et le rayon de bec sont les principaux paramètres contrôlant les contraintes
résiduelles en tournage. Les courbes de Wöhler (figure 1.58) montrent l’influence du rayon de bec
sur la durée de vie en fatigue. Enfin ils observent que les contraintes résiduelles de compression
augmente la durée de vie en fatigue.
Figure 1.58 – Durée de vie en fonction du rayon de bec de l’outil
Ghanem et al. ont étudié l’effet de l’usinage sur la durée de vie en fatigue de l’acier X155CrMoV12,
en fonction de la génération de contraintes résiduelles, dans la sous-couche et à la surface, et des
changements microstructuraux engendrés par l’usinage [Ghanem et al., 2003]. Deux types d’usinage
sont comparés : l’usinage par électroérosion et le fraisage conventionnel. La surface usinée est obser-
vée en termes de rugosité, contraintes résiduelles et microstructure. Ils constatent une diminution
de la limite en fatigue de 30% pour l’usinage par électroérosion. En ce qui concerne le fraisage,
aucun changement microstructural n’est observée et l’amélioration de la tenue à la fatigue semble
être dû au champ de contraintes résiduelles de compression.
1.3 Conclusion
Le Ti6Al4V est un matériau intéressant du point de vue du concepteur étant donné sa faible
masse volumique, sa bonne résistance mécanique et son bon comportement aux hautes tempéra-
tures. Au contraire, du point de vue de l’usineur, comme le titane et tous ses alliages, c’est un
matériau qui pose problème, à cause de sa très mauvaise usinabilité. Cette dernière dérive de ses
propriétés physico-chimiques et des autres phénomènes qui leur sont associés, comme l’usure ra-
pide des outils, le broutage, etc. Tous les phénomènes indésirables rencontrés pendant l’usinage du
Ti6Al4V sont amplifiés avec l’augmentation de la température.
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Tous ces effets ont un impact sur la qualité de la surface et donc sur son intégrité. C’est pour
cela que nous nous sommes intéressés à l’influence de l’usinage sur l’intégrité de surface. Notre étude
bibliographique n’est pas axée sur des raisonnements classiques où les paramètres d’usinage sont
choisis dans le but d’optimiser la productivité. Nous cherchons à définir les conditions d’usinage
qui amènent à une intégrité de surface optimale du point de vue de la durée de vie en fatigue de la
pièce.
Nous nous sommes donc penchés sur l’influence de l’intégrité de surface sur la fatigue. Plusieurs
études ont montré que la durée de vie en fatigue est fortement influencée par l’intégrité de surface
décrit par un paramètre géométrique, mécanique et métallurgique. Cependant il est difficile de sé-
parer l’influence respective de chaque paramètre du fait de leur couplage. La plupart des études
concluent que les défauts géométriques ont un effet néfaste sur la durée de vie. Les contraintes rési-
duelles, quant à elle, sont très bénéfiques lorsqu’elles sont en compression. Quant à l’augmentation
de la dureté (écrouissage), elle tend à améliorer la résistance à l’amorçage des fissures en surface.
L’état de l’art nous a également montré des résultats incohérents entre différentes études sur
l’influence de l’usinage sur l’intégrité de surface. Par exemple sur le paramètre métallurgique, nous
avons constaté des contradictions sur l’effet de l’usinage sur la microdureté. La génération des
contraintes résiduelles par l’usinage n’est pas clairement définie dans la bibliographie. Une majeure
partie des études s’intéresse au tournage alors que le fraisage est majoritairement utilisé dans
l’industrie aéronautique. L’effet de l’intégrité de surface sur la durée de vie en fatigue n’est pas
toujours clairement établi car les études ne prennent pas toujours en compte tous les paramètres de
l’intégrité de surface. Enfin, il y a peu d’études s’intéressant au lien usinage/fatigue pour l’alliage
de titane Ti6Al4V.
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Ce chapitre présente l’ensemble des protocoles expérimentaux mis en place dans le cadre de ma
thèse. Les domaines d’expérimentation ont été nombreux puisqu’ils ont débuté par des essais de
caractérisation du matériau étudié, ont continué sur des essais de génération de surface usinée et se
sont cloturés sur des essais de fatigue. Ce chapitre ne se résume pas à une présentation technique des
moyens mais présente une réflexion sur leur pertinence au vu du matériau étudié (alliage de titane
biphasé α + β). A la fin de ce chapitre tous les protocoles expérimentaux d’essais et de mesures
seront validés.
2.1 Matériau et moyens d’usinage
2.1.1 Présentation du Ti6Al4V
Le matériau étudié est un alliage de titane biphasé α+β, le Ti-6Al-4V. Sa composition chimique
normalisée est présentée dans le tableau 2.1. Le matériau nous est fourni par Airbus Toulouse. Ce
sont des plaques laminées à chaud et recuites. La longueur est de 4000 mm, la largeur de 200 mm
et l’épaisseur de 36 mm.
Elément Ti Al V Fe O C N H
% poids base 5,5-6,75 3,5-4,5 <0,25 <0,2 <0,08 <0,05 <0,01
Tableau 2.1 – Composition chimique de l’alliage de titane étudié (AFNOR L14-601)
Les micrographies de la microstructure sont présentées dans la figure 2.1, c’est une microstruc-
ture bimodale ou duplex α+ β. La phase α est en noir et la phase β en blanc. La taille des grains
αp est d’environ 15-20 µm dans le sens longitudinal et transverse. N’ayant pas de données sur la
dureté de notre matériau nous avons décidé de la déterminer. Elle a été mesurée sur 4 échantillons :
les mesures ont été effectuées à coeur (30 mesures à coeur sur chaque échantillon, soit au total 120
mesures) afin d’éviter les éventuelles perturbations de la surface (figure 2.1). La charge utilisée est
de 300 gf.
Moyenne Ecart type Max Min
335,65 HV 19,24 402,5 HV 305,8 HV
Figure 2.1 – Microstructure et dureté à coeur du matériau étudié : Ti6Al4V
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Des essais de traction à température ambiante et élevée ont été realisés afin de déterminer
différentes propriétés mécaniques du matériau étudié et d’observer une influence de la direction de
laminage. Différentes vitesses de déformation ont également été utlisées. Ces essais sont effectués
sur une machine de traction SCHENK, de capacité 10 kN. La géométrie des éprouvettes de traction
est présentée dans la figure 2.2. Chaque éprouvette a été réalisée avec un outil neuf et sous des
conditions de lubrification adaptées.
Figure 2.2 – Eprouvette de traction
La figure 2.3 montre le sens de prélèvement des éprouvettes dans la plaque laminée par rapport
à la direction de laminage (L).
Figure 2.3 – Sens de prélèvement dans la plaque laminée
La température a été définie à partir de la thèse de [Bouchnak, 2010]. Il mesure grâce à une
caméra thermique une température comprise entre 520 et 580◦C sur la face de coupe (au-dessus du
copeau) et entre 760 et 950◦C sur la face latérale de l’outil. Il semble difficile de distinguer les zones
primaires et secondaires de cisaillement. Ces observations ont été faites pour des vitesses de coupe
allant de 50 à 100 m/min. Une simulation numérique de la coupe a été développée : il constate une
évolution cohérente de la température vis à vis de l’expérimental même si les valeurs numériques
sont surestimées (600 - 700◦C).
Nous avons donc décidé de nous baser sur la température mesurée sur la face de coupe et avons
choisi une température de 550◦C pour nos essais.
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Sur les figures 2.4a) et 2.4b) sont présentés les essais de répétabilité et l’effet de la direction de
laminage. Nous observons une très bonne répétabilité des essais. Sur la figure 2.4b), nous constatons
une assez bonne homogénéité dans les trois directions : on peut faire l’hypothèse d’un matériau
isotrope.
Figure 2.4 – Réponse en contrainte déformation à température ambiante : (a) répétabilité à
10−4s−1, (b) effet de la direction de laminage à 10−2s−1
A partir des essais de répétabilité nous avons déterminé le module de Young (E), la limite
élastique à 0,2 % (Re0,2) et la résistance mécanique (Rm) pour 0◦ et 90◦ à 10−4s−1 (voir tableau
2.2).
Direction E (GPa) Re0,2 (MPa) Rm (MPa)
0◦ 123,73 902,35 993,4
90◦ 119,85 879,4 956,75
Tableau 2.2 – Propriétés mécanique du matériau étudié
Sur la figure 2.5a) et 2.5b), sont présentés les résultats à une température T = 550◦C, pour deux
directions de sollicitation en fonction de la vitesse de déformation. Nous observons un effet de la
vitesse de déformation. Lorsqu’elle augmente, la limite élastique (Re0,2) et la résistance mécanique
(Rm) augmentent.
Sur la figure 2.6, on peut observer le phénomène Portevin-Le Chatelier (PLC) observé à une
température T = 550◦C et à une vitesse de déformation de 10−2s−1 pour différentes directions de
sollicitation. Le phénomène PLC est dû au vieillissement dynamique et se traduit sur la courbe de
traction par une partie ondulée lors de la déformation plastique. Les hautes températures et les
vitesses élevées de déformation peuvent provoquer ce phénomène [Jousset et al., 2008]. L’intéraction
des atomes en solution dans certains alliages avec les dislocations est la raison souvent invoquée
[Chaboche et al., 2009]. Cette intéraction conduit à la formation de bandes de déformation où
l’essentiel de la déformation plastique est localisée. Ces bandes peuvent naître et disparaître, sauter
d’un endroit à l’autre de l’éprouvette ou encore se propager le long de l’éprouvette de manière
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Figure 2.5 – Effet de la vitesse de déformation à 550◦C : a) 0◦, b) 90◦
continue ou discontinue.
Figure 2.6 – Effet PLC à 550◦C et à 10−2s−1 en fonction de la direction de sollicitation
Dans le tableau 2.3, les propriétés mécaniques dans la direction de laminage (L : 0◦) et trans-
verse (TL : 90◦), données par Airbus, sont présentées et certaines sont comparées aux résultats
définis précédemment. La résistance mécanique Rm est comprise dans l’intervalle de tolérance et la
résistance élastique Re0,2 est légèrement plus élevée que celle du fournisseur, dans les deux directions
(L et TL). Le matériau est conforme aux données fournisseurs.
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Rm Re0,2 A KIC
(MPa) (MPa) (%) (Mpa
√
m)
Airbus 900-1160 830 8-10 39
L : 0◦ 993,4 902,35 / /
TL : 90◦ 956,75 879,4 / /
Tableau 2.3 – Propriétés mécaniques
2.1.2 Moyens d’usinage
2.1.2.1 Machine outil utilisée en fraisage
Tous les essais sont réalisés sur un centre d’usinage 3 axes de marque HURCO et de type VMX24
(figure 2.7) au sein de l’AIP Primeca de Toulouse. Les caractéristiques techniques sont présentées
dans le tableau 2.4. Un montage d’usinage spécifique a été conçu et usiné dans le cadre de la thèse
(figure 2.8).
Figure 2.7 – Fraiseuse 3 axes HURCO
Figure 2.8 – Montage d’usinage développé pour l’étude
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Caractéristiques géométriques
Course axe X 610 mm
Course axe Y 508 mm
Course axe Z (porte broche) 610 mm
Surface utile de la table 760×508 mm2
Charge max admissible de la table 1360 kg
Caractéristiques de la broche
Gamme de vitesse de rotation 0 à 10000 tr/min
Puissance max 9 kW
Type d’attachement SK40 DIN69871
Caractéristiques des déplacements
Avance rapide X, Y 35 m/min
Avance rapide Z 30 m/min
Avance travail 15 m/min
Caractéristiques de la commande numérique
Modèle HURCO et FANUC0
Caractéristiques de l’arrosage
Lubrification classique 2,9 bars
Lubrification centre outil 20 bars max
Tableau 2.4 – Caractéristiques techniques de la fraiseuse HURCO
2.1.2.2 Outils utilisés pour le fraisage
Ce sont des plaquettes amovibles de fraisage de type :
– outil T1 : ADKT 150524R-HM IC928
– outil T2 : ADKT 150540R-HM IC928
Ces plaquettes sont de marque Iscar. La nuance IC928 est un carbure revêtu PVD TiAlN et est
préconisée pour l’usinage des alliage de titane. La géométrie et les dimensions de cette plaquette
sont présentées dans la figure 4.5 et le tableau 2.5. Elles nous ont été données par Airbus Toulouse.
Figure 2.9 – Géométrie de la plaquette Iscar
Outils r W F l ap S
T1 2,5 9,57 0,52 15,6 13,8 5,6
T2 4 9,57 / 15,4 13,65 5,6
Tableau 2.5 – Dimensions plaquette Iscar
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Les deux types de plaquettes ont été découpés à l’electroérosion afin d’observer et d’évaluer
au MEB l’acuité d’arête(figure 2.10). Les mesures d’acuité d’arête nous donnent 47,7 et 47,2 µm,
respectivement pour l’outil T1 et T2.
(a) Outil T1 (b) Détails outil T1
(c) Outil T2 (d) Détails outil T2
Figure 2.10 – Acuité d’arête
Elles sont montées sur un porte plaquette de type HM90 F90A D50-5-22 de marque Iscar. Sa
géométrie et ses dimensions sont présentées dans la figure 2.11. La plaquette a toujours été montée
au même endroit dans le porte plaquette, ceci afin d’éviter d’éventuelles dérives dues à la mise en
position.
D Z ap L Da
50 5 14,3 40 22
Figure 2.11 – Géométrie et dimensions porte-plaquette Iscar
2.1.2.3 Prélèvement des éprouvettes
Il est généralement établi que la direction de chargement la plus contraignante en fatigue est
celle perpendiculaire au sens de laminage. Pour cette raison, nous avons choisi la direction travers
long TL comme la direction de chargement de l’étude. La direction de propagation des fissures
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est donc la direction travers court TC . Trois éprouvettes de 155*30*12 mm sont prélevées dans
l’épaisseur de nos plaques laminées de dimensions 4000*155*36 mm comme le montre la figure
2.12. Le débit des trois éprouvettes est réalisé à l’aide d’une scie à ruban puis la mise aux cotes se
fait sur une fraiseuse. Les conditions de coupe utilisées sont présentées dans le tableau 2.6.
Figure 2.12 – Prélèvement des éprouvettes
Vitesse de coupe (Vc) 50 m/min
Avance (fz) 0,1 mm/tr/dt
Profondeur de passe (ap) ≤1 mm
Nombre de dents (z) 5
Lubrification conventionelle
Tableau 2.6 – Conditions de coupe utilisées pour la mise aux cotes des éprouvettes
2.2 Plan d’expérience : génération de surfaces
La méthode des plans d’expériences ou planification optimale des expériences va être exposée
dans les paragraphes suivants. Ils n’ont pas pour but d’expliquer la totalité de la méthode, mais
s’appliqueront à présenter les fondements pour mettre en évidence son intérêt, et aussi pour que
son utilisation dans notre étude soit compréhensible.
Nous avons été séduits par cette méthode, car elle permet d’extraire un maximum d’informations
avec un minimum d’expériences. En effet, un des points clés de la thèse a été la gestion du temps
pour mener à bien l’ensemble des expérimentations. Celles à mettre en place pour étudier l’influence
de l’usinage sur la surface, puis celles pour l’influence de la surface sur la fatigue (un essai de fatigue
étant très long).
Le lecteur qui souhaite obtenir une information plus complète sur la théorie des plans d’expé-
riences pourra se reporter aux ouvrages cités dans la bibliographie [Sado and Sado, 2000] [Pillet, 1997]
[Doresbeke et al., 1997] [Benoist, 1994] [Schimmerling, 1998].
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Notre plan d’expériences a été réalisée en partenariat avec Yves Caumel, professeur de mathé-
matiques à l’Institut Supérieur de l’Aéronautique et de l’Espace (ISAE). Les éléments présentés
ici, pour une grande partie, sont issus du cours de planification expérimentale du professeur Yves
Caumel [Caumel, 2011].
2.2.1 Introduction
Les laboratoires de recherche industrielle sont confrontés à un coût croissant des essais, les
incitant à ne pas confier à leur seul savoir-faire, la mise en place de l’expérimentation. La méthode
des plans d’expérience est une méthode de nature statistique qui est pratiquée en recherche et
développée industriellement afin d’optimiser la conduite et l’interprétation de l’expérimentation.
Son champ d’application est vaste : amélioration d’un processus de fabrication (optimisation d’un
processus chimique), étude statique ou dynamique d’une structure mécanique (aile d’avion), mise
au point d’un appareil de mesure ou d’une formulation pharmaceutique, etc.
La méthode est relativement ancienne, puisque c’est le statisticien anglais Ronald Fisher (1890-
1962) qui introduit la notion de plan d’expériences. Il travaille à partir de 1919 dans une station
expérimentale agricole à Rothamsed en Angleterre. Il cherche à augmenter les rendements agricoles
en combinant types d’engrais, variétés de traitement, méthodes culturales, composition des sols. Il
est amené à faire de nombreuses expériences. Physiquement il est impossible de réaliser beaucoup
d’expériences vu le temps que cela prendrait. Cela l’amène, en particulier, à utiliser des structures
mathématiques de nature arithmétique, géométrique et combinatoire, étudiées depuis l’antiquité
(cf. l’oeuvre de Diophante d’Alexandrie).
Après la seconde guerre mondiale, la théorie des plans d’expériences s’enrichit et suscita de
nombreuses applications où s’illustrèrent des statisticiens comme Yates, Cochran ou Plackett. Dans
les années soixante, l’intérêt se porta sur les plans factoriels et la méthode de surface de réponse ;
c’est à la même époque que le statisticien américain Kiefer établit les fondements théoriques de la
planification optimale. Taguchi reprendra dans le cadre de la démarche qualité la notion de plan
d’expériences. A partir de 1975, il vulgarisera la méthode par le biais des tables de Taguchi.
L’histoire de l’expérimentation montre que le gain expérimental grâce à la méthode des plans
d’expériences est considérable. On a vu par le passé (dans les années 60), des laboratoires faire un
millier d’expériences sans planification et puis quelques années plus tard, après la vulgarisation de
la méthode, que moins de cent essais suffisaient.
Il est à noter un point important, les qualités ou exigences d’un planificateur. Il doit être le plus
exhaustif possible quant aux différents facteurs pouvant intervenir sur le problème traité et collecter
toutes les informations déjà acquises concernant ce dernier. Plus que dans d’autres méthodes, tout
se passe en amont. La statistique est une théorie et l’usage de cette théorie nécessite beaucoup
d’expérience. Autre qualité requise et pas des moindres, c’est l’intuition, le flair mais qui est nourri
par l’expérience. Tout cela réunit chez un planificateur, assure et augmente la qualité du plan
d’expériences.
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Les plans d’expériences permettent de répondre à moindre coût aux trois objectifs suivants :
– déterminer des facteurs significativement influents sur un ensemble donné de réponses ;
– estimer les effets linéaires et non linéaires des facteurs influents sur chacune des réponses et
déterminer pour chaque réponse le meilleur modèle explicatif grâce aux méthodes de régres-
sion ;
– effectuer des prévisions et optimiser les réponses.
Voici quelques définitions de terme nécessaires à la compréhension de l’étude menée :
– plan de criblage : utilisé pour mettre en évidence les facteurs influents, les plus classiques sont
les plans factoriels complets et fractionnaires ;
– plan factoriel complet : c’est un plan pour lequel toutes les combinaisons possibles aux limites
du domaine d’étude auront été réalisées ; les plans factoriels complets à 2 niveaux sont les
plus simples et le nombre d’expériences se calcule d’après la formule suivante N=2k ou k est
le nombre de facteurs ;
– plan factoriel fractionnaire : c’est un sous-plan d’un plan factoriel complet, comportant un
nombre beaucoup plus petit d’expériences, dont la structure garantit une bonne qualité d’es-
timation ; on parlera de plans 2k−p (p entier) pour indiquer un plan fractionnaire issu du
plan complet 2k avec k facteurs à 2 niveaux ; néanmoins les plans factoriels fractionnaires
nécessitent une phase de conception plus longue car l’interprétation qui découlera des ré-
sultats dépend essentiellement du choix de p, plus le nombre p augmente, plus la charge
expérimentale va diminuer mais au détriment de la qualité des informations tirées du plan ;
– facteur : c’est une variable contrôlée qui agit sur le système étudié, il peut être quantitatif
(vitesse de coupe, avance) ou qualitatif (revêtement outil, lubrification, matière) ;
– réponse : c’est la grandeur que l’on mesure pour connaître l’effet des facteurs sur le système ;
– niveaux d’un facteur : indiquent l’ensemble des valeurs que prend ce facteur au cours des
essais ;
– intéraction : on parle d’intéraction entre deux facteurs A et B quand l’effet du facteur A sur
la réponse va dépendre de la valeur du facteur B ; par exemple une étude sur l’usure des pneus
(réponse) montre une intéraction entre la vitesse et la pression de gonflage (facteurs) ;
– facteur significatif : lorsqu’il est modifié, engendre une variation évaluable par le système de
mesure de la réponse.
2.2.2 Méthode de conduite optimale d’une étude expérimentale
La construction et la réalisation d’un plan d’expériences doit être rigoureuse et suivre une
démarche bien définie. Cette démarche est construite en 5 étapes.
1. Définition des objectifs, évaluation des moyens : il s’agira d’évaluer en premier lieu les moyens
finaciers, humains et expérimentaux à engager pour mener à bien l’étude expérimentale, puis
dans un deuxième temps de déterminer les réponses du processus et les facteurs supposés le
contrôler ; on evitera de considérer un nombre trop grand de facteurs.
2. Etude des facteurs : définir les contraintes auxquelles sont soumis les facteurs et déterminer
leur domaine de variation, qui ne doit être ni trop petit afin de contenir l’optimum recherché,
ni trop grand afin d’éviter une exploration expérimentale coûteuse ; déterminer les éventuelles
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variables non contrôlables devant être prises en compte telles que les variables exogènes (tem-
pérature ou pression externes au processus) et les bruits affectant le dispositif.
3. Recheche des facteurs influents : construction d’un plan de criblage, réalisation expérimentale
du plan, recherche des facteurs influents, observation de leurs effets et conclusions sur leurs
significativités, premier modèle prédictif approximatif des réponses.
4. Modélisation des réponses : complémentation du plan de criblage en un plan de modélisation,
cette étape nécessite un compromis entre nombre d’expériences garantissant une bonne qualité
statistique de l’étude et le fait de ne pas dépasser un certain budget ; réalisation expérimentale
et estimation du meilleur modèle de régression.
5. Optimisation de réponses : choix d’une méthode d’optimisation et résolution du problème
d’optimisation.
En ce qui concerne notre étude, la démarche s’est arrêtée à l’étape 3, qui est la recherche des
facteurs influents et donnant par la même occasion les tendances des différentes réponses. En effet,
notre objectif est de déterminer les facteurs influents sur l’intégrité de surface afin de les relier à la
durée de vie en fatigue.
2.2.3 Présentation du plan d’expériences de l’étude
La littérature montre que les paramètres caractéristiques de l’état de surface au niveau géo-
métrique, mécanique et métallurgique dépendent des paramètres d’usinage. Ces paramètres sont
nombreux et peuvent s’interconnecter. Afin de connaître les relations entre les différents paramètres
d’usinage et l’état de surface nous avons décidé de construire notre étude sur la méthode des plans
d’expériences. Cette méthode s’avère très utile dans des problèmes multivariables car elle permet
de mettre en évidence la significativité des facteurs sur une réponse donnée.
Un plan complet n’est pas réalisable pour notre étude à cause du grand nombre d’expériences
que cela impliquerait et du temps nécessaire pour les réaliser (environ 182 semaines). Nous avons
décidé d’utiliser un plan de criblage factoriel fractionnaire : 2k−p (p entier). Ce sont des sous-plans
des plans factoriels complets, comportant un nombre beaucoup plus petit d’expériences.
Au final nous avons un plan factoriel fractionnaire 26−2, 4 facteurs à 3 niveaux et 2 facteurs à 2
niveaux. Nous avons 16 essais balayant la frontière du domaine d’étude et 4 essais relativement au
centre, idéalement ils auraient dûs être parfaitement au centre mais expérimentalement ce n’était
pas possible. Au total nous avons 20 essais.
Les paramètres ou facteurs sont déterminés à partir de l’étude bibliographique et des données
industrielles. Les niveaux des facteurs délimitent le domaine expérimental. Ce domaine a été établi
à partir d’essais de bornage (tableau 2.7) et son point de départ est issu des conditions de coupe
industrielles. Les critères validant le bornage sont la résistance de l’outil et la qualité de la surface
(rugosité). Les essais D, E et F ont vu leurs outils détruits, la génération de surfaces non valides
au niveau rugosité et la création de copeaux incandescents.
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Essais de Vc fz apeb Observations
de bornage (m/min) (mm/tr/dt) (mm)
A 60 0,1 3 Valide
B 80 0,2 3 Valide
C 100 0,2 3 Valide
D 60 0,1 5 Non valide
E 80 0,2 5 Non valide
F 100 0,2 5 Non valide
Tableau 2.7 – Essais de bornage
Les facteurs et les niveaux sont présentés dans le tableau 2.8. Pour s’affranchir de l’influence
de l’usure de l’outil, une plaquette neuve a été utilisée pour chaque essai pour la passe d’ébauche
et de finition. De même, le plan d’expériences ne prend pas en compte la position de l’outil (angle
de coupe, de dépouille, direction d’arête de coupe) et la nature de l’outil (matière, revêtement). Le
traitement du plan d’expériences est effectué avec le logiciel JMP (éditeur SAS Institute).
Facteurs Niveaux
Vitesse de coupe, Vc (m/min) 32 - 66 - 100
Avance, fz (mm/tr/dt) 0,1 - 0,15 - 0,2
Profondeur de passe en ébauche, apeb (mm) 1 - 2 - 3
Profondeur de passe en finition, apfin (mm) 0 - 0,25 - 0,5
Rayon de bec, R (mm) 2,5 - 4
Lubrification Oui (conventionnel) - Non (à sec)
Tableau 2.8 – Paramètres machines de l’étude
Notre plan d’expériences est construit à partir des paramètres machines précédents (la vitesse de
coupe, l’avance, la profondeur de passe en ébauche et en finition, le rayon de bec et la lubrification) :
le tableau 2.9 présente l’intégralité du plan réalisé dans cette thèse.
Il est important de noter que les plans d’expériences n’expliquent en rien les mécanismes phy-
siques mis en jeu lors de l’usinage. Dans notre étude, ils sont utilisés afin de mettre en évidence les
différents paramètres d’usinage influents sur l’intégrité de surface et de générer différentes combi-
naisons d’états de surface pour les essais de fatigue.
2.3 Moyens de mesure dédiés à l’identification du lien
usinage/surface
L’intégrité de surface est caractérisée selon trois paramètres :
– géométrique ;
– mécanique ;
– métallurgique.
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N◦ essai Conditions de coupe
Vc fz apeb apfin R Lub
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 O
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N
4 78 0,133 1,65 0,35 4 O
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 O
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N
8 78 0,167 1,65 0,35 4 O
9 66 0,15 2 0,25 2,5 O
10 66 0,15 2 0,25 4 N
11 66 0,1 2 0,25 2,5 O
12 66 0,2 2 0,25 4 N
13 66 0,15 1 0,25 4 N
14 66 0,15 3 0,25 2,5 O
15 66 0,15 2 0 4 N
16 66 0,15 2 0,5 2,5 O
17 32 0,15 2 0,25 2,5 O
18 100 0,15 2 0,25 4 N
19 66 0,15 2 0,25 2,5 O
20 66 0,15 2 0,25 4 N
Tableau 2.9 – Plan d’expériences
Dans les paragraphes suivants, nous présentons les moyens de caractériser l’état de surface.
Toutes les mesures ont été réalisées dans la zone solicitée en fatigue, c’est-à-dire au centre de
l’éprouvette.
2.3.1 Caractérisation de l’état géométrique des surfaces usinées
Un rugosimètre de type PGK-120 de marque MAHR a été utilisé pour mesurer la rugosité de
toutes les éprouvettes de notre étude (figure 2.13). Un cut off de 0,8 a été utilisé selon la norme
ISO 4287. La figure 2.14 présente la méthode de mesure. La rugosité a été moyennée sur cinq lignes
de mesure au centre de l’éprouvette (zone sollicitée en fatigue).
2.3.2 Caractérisation de l’état mécanique des surfaces usinées
Les contraintes résiduelles sont un des paramètres principaux pour caractériser l’état mécanique
des surfaces. Nous avions à notre disposition la méthode du trou incrémental avec mesure des
contraintes résiduelles par des jauges de déformation. Après test, le gros inconvénient de cette
méthode a été la difficulté de mise en oeuvre : collage et soudage des jauges laborieux. D’autre part
le perçage posait problème car un refus de coupe de l’outil se produisait. La conséquence directe,
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Figure 2.13 – Rugosimètre PGK-120 MAHR
Figure 2.14 – Méthode de mesure de la rugosité
était la perte de la jauge. De plus la détermination du zéro, correspondant à surface, était très
délicate à faire et entachée la validité des mesures. Disposant d’un diffractomètre à rayons X, nous
avons préféré utiliser cette méthode. La mesure des contraintes résiduelles a été réalisée à l’aide d’un
goniomètre SET-X. Dans notre étude nous avons utilisé un tube de vanadium. Le pic étudié est le
plan {103} de la phase α. Un filtre titane est placé devant la fenêtre du détecteur afin d’éliminer
Kβ. La fluorescence est diminuée à l’aide d’un filtre d’aluminium. Pour le traitement des pics et le
calcul des contraintes à partir des déplacements des pics, le logiciel STRESSDIFF est utilisé. La
mesure est faite suivant la direction d’avance (axe ~TL par rapport à la direction de laminage) de
l’éprouvette (figure 2.15), c’est-à-dire dans la direction d’avance de l’usinage. Nous ne mesurons
que les contraintes résiduelles en surface.
Figure 2.15 – Localisation de la mesure des CR par DRX
La diffraction des rayons X (DRX) est un des moyens non destructifs d’analyse des contraintes
résiduelles (CR) dans un matériau cristallin. Nous avons utilisé un diffractomètre à rayons X de
marque Set-X, permettant de faire les acquisitions de pics de diffraction et le traitement automatique
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des résultats.
La mesure des CR par DRX est basée sur l’utilisation de la distance interréticulaire d’une
famille de plans cristallographique {hkl}. La variation de cette distance est utilisée comme jauge
de déformation (figure 2.16).
Figure 2.16 – Diffraction des rayons X selon la loi de Bragg [Guillemot, 2010]
Cette distance est du même ordre de grandeur que les longueurs d’onde des rayons X utilisés,
c’est-à-dire de l’ordre de 10−10m, ce qui rend possible le phénomène de diffraction sur les matériaux
métalliques. Cependant, il n’y a diffraction que pour certaines ondes, celles qui vérifient la loi de
Bragg (2.1) :
2.d.sinθ = n.λ (2.1)
avec :
– d : distance interréticulaire ;
– θ : angle de diffraction ;
– n : ordre de diffraction (n ∈ N) ;
– λ : longueur d’onde des rayons X.
Lorsque les rayons X balayent une surface diffractante, une famille de plans favorablement orien-
tés diffracte, selon la loi de Bragg définie précédemment. L’intensité diffractée peut être représentée
en fonction de la position angulaire 2θ du détecteur, par un pic de diffraction, dont la position 2θ
est représentative du cristal analysé (figure 2.17).
avec :
– Imax : intensité maximale définie la hauteur maximale du pic ;
– Bf : bruit de fond ;
– Inette : définie la hauteur nette du pic ;
– FWHM : largeur à mi-hauteur du pic.
Un pic de diffraction est généralement défini par sa largeur à mi-hauteur (FWHM : Full Width
Half Maximum), et la largeur intégrale (LI) qui représente la surface sous le pic, pondérée par son
intensité nette.
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Figure 2.17 – Pic de diffraction [Deleuze, 2010]
La détermination des CR est basée sur l’analyse des pics de diffraction. Un déplacement ∆θ du
pic de diffraction va être généré lors de l’usinage et par différenciation de la loi de Bragg va nous
conduire à une relation fondamentale permettant de relier le déplacement du pic à la déformation
normale aux plans réticulaires :
ϕψ =
∆d
d
= −12 .cotan(θ).∆2θ (2.2)
Seule la déformation élastique mésoscopique est prise en compte dans cette équation, puisque
c’est elle qui conduit à un déplacement du pic de diffraction, à l’opposé de la déformation plastique
qui conduit à un élargissement du pic de diffraction ([Deceased and Stock, 2001]).
Les CR sont ensuite analysées à partir des mesures de déformation en utilisant la mécanique
élastique des milieux continus dans le cas d’un état triaxial des contraintes :
ij =
1 + ν
E
σij − ν
E
δijσij où δij = 1 si i = j et δij = 0 si i ≡ j (2.3)
En projetant le tenseur des déformations dans la direction ~n, on obtient :
ϕψ = ~n..~nt =
1 + ν
E
(σϕ − σzz)sin2ψ + 1 + ν
E
σzz − ν
E
Tr(σ) + 1 + ν
E
τϕsin(2ϕ) (2.4)
Cette équation est définie comme la loi des sin2ψ, où 1+νE et − νE sont les constantes élastiques
radiocristalloraphiques du matériau étudié, pour une famille de plans diffractants {hkl}. La repré-
sentation graphique consiste à tracer ϕψ ou 2θ en fonction de sin2ψ (figure 2.18). Cette technique
porte le nom de méthode des sin2ψ [Lu, 1996].
Sur la figure 2.18, la contrainte σ est obtenue en déterminant la pente de la courbe parabolique
alors que la contrainte de cisaillement τ est obtenue par l’ouverture de la parabole passant par les
points de mesures.
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Figure 2.18 – Résolution de la CR correspondant à un angle ϕ [Guillemot, 2010]
En toute rigueur le domaine d’application de la méthode des contraintes par diffraction des
rayons X est limitée aux cas où les hypothèses nécessaires à la démonstration de la loi des sin2ψ
sont vérifiées :
– le matériau doit être homogène, continu et isotrope ;
– les déformations doivent être de nature élastique (loi de Hooke) ;
– les déformations et les contraintes doivent être homogènes dans le volume touché par les RX ;
– la mesure est une mesure superficielle ce qui implique que l’état des contraintes est biaxial,
la contrainte normale σ3 étant nulle.
Ces hypothèses définissent les frontières d’application de cette méthode. Si elles ne sont pas
vérifiées, la représentation graphique de la loi des sin2ψ n’est plus linéaire [Castex et al., 1981]
[Hadmar et al., 1996]. Sur la figure 2.19, on peut observer les différentes allures que les courbes
peuvent prendre en fonction de l’état du matériau.
2.3.3 Caractérisation de l’état métallurgique des surfaces usinées
2.3.3.1 Moyens de mesure
Deux techniques d’observation ont été utilisées pour caractériser l’état métallurgique des sur-
faces, l’observation métallographique et la mesure de la microdureté. L’observation métallogra-
phique consiste à observer principalement la déformation plastique de la microstructure de la couche
superficielle affectée par l’usinage. Les mesures de microdureté sont fréquemment utilisées pour la
caractérisation de l’état métallurgique des surfaces usinées. Ce moyen permet de quantifier les
densités de dislocations dans la microstructure.
Pour caractériser la microstructure de la surface usinée, nous avons fait appel à une observation
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Figure 2.19 – Répartition de ϕψ en fonction de sin2ψ [Castex et al., 1981][Hadmar et al., 1996]
métallographique. Celle-ci consiste à observer principalement la déformation plastique de la mi-
crostructure de la couche superficielle affectée par l’usinage. Toutes nos observations sont réalisées
à l’aide d’un microscope électronique à balayage MEB de marque PHILIPS XL30 ESEM (figure
2.20).
Figure 2.20 – Microscope électronique à balayage
Le prélèvement des échantillons observés a été réalisé par une meuleuse Buhler avec une fré-
quence de rotation N=2500 tr/min, une vitesse d’avance Vf=1,2 mm/min et sous de bonnes condi-
tion de lubrification ceci afin de minimiser les effets thermiques. Les échantillons ont été polis
mécaniquement à l’aide de papier abrasif de granulométrie décroissante de 800 à 4000 grains/mm2.
Ils ont ensuite subi une attaque chimique dans un bain composé de 3% HNO3, 4% HF et 93%
H2O. Ce type d’attaque est utilisé pour les observations en microscopie optique ou en microscopie
électronique à balayage en mode d’observation en électrons secondaires (SE). Le temps d’attaque
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est d’environ 15 secondes.
Au regard de la littérature publiée sur le sujet, il peut apparaître lors de l’usinage une fine
couche écrouie (quelques µm à quelques dizaines de µm). En première approche, la technique de
mesure de dureté la plus adaptée semble être la nanodureté. Cependant au vu de la taille des grains
de l’ordre d’une quinzaine de µm et du caractère biphasé du matériau étudié, les résultats obtenus
peuvent avoir une très forte dispersion. Dans ce cas la technique de microdureté peut donner de
meilleurs résultats.
Dans les paragraphes suivants, nous étudions ces deux moyens de mesure et discutons de leur
pertinence.
2.3.3.2 Analyse des moyens de mesure de dureté
Plusieurs surfaces ont été usinées afin de pouvoir quantifier et comparer les mesures de nanodu-
reté et de microdureté. Les conditions d’usinage sont données dans le tableau 2.10, elles sont définies
à partir de l’essai 1 du plan d’expérience. Cet essai est un point médian du plan d’expériences. Il
comporte une passe de finition afin d’observer l’existence ou non de de l’influence de cette dernière
sur l’intégrité de surface. Seules la vitesse de coupe et la profondeur de passe en ébauche varient.
Tous les essais ont été réalisés à sec, avec une avance de 0,133 mm/tr/dt et un rayon de bec R de
2,5 mm.
N◦ Vitesse de coupe Profondeur de passe Profondeur de passe
essai m/min en ébauche (apeb) mm en finition (apfin) mm
1 54 1,65 0,15
E2 54 1,65 ×
E3 54 2,35 ×
E4 78 1,65 ×
E5 78 2,35 ×
Tableau 2.10 – Paramètres d’essais
2.3.3.2.1 Mesure de nanodureté
Afin de caractériser la présence d’une couche écrouie en surface nous avons réalisé des essais
de nanoindentation ou nanodureté. Cette méthode permet de mesurer la dureté de couches très
fines ou celle des grains un par un pour un matériau biphasé. Pour ce faire nous avons utilisé une
machine CSM Instruments (figure 2.21) avec un indenteur Berkovich. La profondeur de pénétration
est de 1000 nm avec une charge de 800 mN pour 10 s.
Les surfaces sont préparées suivant la méthode décrite précédemment mais une étape de plus
est apportée pour la mesure de nanodureté, c’est un polissage miroir à l’aide d’une pâte diamantée
de 3 µm. Nous avons effectué 10 mesures sur chaque surface usinée pour caractériser la nanodureté.
Nous observons sur la figure 2.22 une dispersion très élevée des résultats de nanodureté. Cette
dispersion est liée au fait que nous étudions un matériau biphasé : nous pouvons indenter sur α
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Figure 2.21 – Machine de nanodureté
Echantillon Ecart type
1 38,36
E2 19,15
E3 41,1
E4 39,8
E5 41,02
Figure 2.22 – Dureté et écart type des mesures de surface en nanodureté
ou β, sur un joint de grain ou un défaut. La taille du grain α est d’environ 20 µm, la largeur des
lamelles β est inférieure à 2 µm et l’empreinte de notre indenteur varie entre 2 et 7 µm.
Ceci nous a amené à abandonner ce moyen de mesure de la dureté et à nous diriger vers la mi-
crodureté. Par la suite nous décrivons le protocole de mesures et les effets de la charge d’indentation
et du polissage sur les résultats de dureté.
2.3.3.2.2 Mesures de microdureté
Les mesures de microdureté sont fréquemment utilisés pour la caractérisation de l’état métal-
lurgique des surfaces usinées. Ce moyen permet de quantifier les densités de dislocations dans la
microstructure. Nous avons décidé de caractériser la microdureté par des essais Vickers. L’avantage
d’un pénétrateur pyramidal (comme d’un pénétrateur conique) est que la loi de similitude est auto-
matiquement respectée : quand on fait varier la charge, on obtient des empreintes géométriquement
semblables entre elles, donc des valeurs identiques pour la dureté. De plus, l’avantage du diamant
est l’absence de déformation du pénétrateur quand on mesure des duretés élevées. L’essai Vickers
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convient aussi bien pour les matériaux très durs que pour les matériaux tendres, car, en raison
de la constance de l’angle de pénétration, la mesure est indépendante de la charge. Les marques
étant relativement petites, un polissage aussi parfait que possible est désirable [François, 2005]. Les
mesures sont réalisées avec un appareil de microdureté de type MVK-H1 de marque MITUTUYO
(figure 2.23), avec un indenteur Vickers et une force F = 300 g pour 20 s.
Figure 2.23 – Machine de microdureté
Les mesures de microdureté sont réalisées dans la zone 1 (figure 2.24 (a)), perpendiculaire au
sens travers long TL du matériau, ceci afin de mesurer l’évolution de la dureté en fonction de la
profondeur, puis dans la zone 2 afin de déterminer la dureté à coeur de chaque échantillon (figure
2.24(a)). Dans la zone 1, chaque valeur est moyennée sur 3 points distants entre eux de 200 µm
suivant la direction de laminage L et de 30 µm suivant TC (travers court). Les points de mesure
sont répartis en matrice quinconce 3*12 et la première ligne de mesure est effectuée à 35 µm de
la surface usinée. Les détails de la zone 1 sont présentés dans la figure 2.24(b). Dans la zone 2,
les points sont distants entre eux de 200 µm suivant L et 200 µm suivant TC. Ils sont répartis en
matrice classique 3*10 c’est à dire 30 mesures à coeur pour chaque échantillon. Des mesures sur la
surface usinée ont été réalisées. Elles sont moyennées sur 9 mesures et représentent donc les valeurs
de dureté à une profondeur de 0 µm sur les graphiques.
Dans les paragraphes suivants il s’agit de mettre en place un protocole de mesure de la microdu-
reté. Cette étude préliminaire s’est imposée à nous car nos premiers résultats de microdureté étant
très dispersés, il nous paraissait important de voir l’influence de la mesure et de la préparation
de surface sur les résultats. Dans un premier temps nous avons étudié l’influence de la force d’in-
dentation sur la microdureté et dans un second temps, l’influence du polissage sur la microdureté.
Toutes les mesures ont été réalisées à coeur du matériau afin de limiter l’influence de paramètres
supplémentaires tels que l’usinage.
2.3.3.2.3 Influence de la force d’indentation en microdureté
Les charges testées sont les suivantes : 1000, 500, 300, 200, 100 et 50. L’unité est le gramme-
force (1 gf=0,0098 N). Pour une charge donnée, nous avons effectué 30 mesures. Les essais ont
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(a) Définition des zones de mesures (b) Détail de la zone 1
Figure 2.24 – Protocole de mesure de la microdureté
été réalisés sur un échantillon poli mécaniquement. Ces essais ont pour objectif de mettre en évi-
dence la difficulté de mesurer la microdureté Vickers de manière précise dans le cas du Ti6Al4V
et de déterminer une force adéquate combinant une dispersion relativement faible et une marque
d’indentation relativement petite pour pouvoir faire des mesures proche de la surface usinée.
L’indenteur est une pyramide de diamant à base carée et l’angle entre deux faces opposées est
de 136◦ (figure 2.25) [?]. Le tableau 2.11 présente la longueur de la diagonale D de l’empreinte
(moyenne des deux diagonales D1 et D2 figure 2.25) et la profondeur de pénétration de l’indenteur
pour chaque charge testée.
Figure 2.25 – Empreinte de l’indenteur
Sur la figure 2.26, nous observons que plus la charge est petite et plus l’écart type augmente.
Cela vient de la microstructure de notre matériau, en effet, nous étudions un titane biphasé α+ β
avec une phase β plus dure que la phase α [Ankem and Margolin, 1986]. Dans le tableau 2.11, on
observe que plus la charge est petite, plus la longueur D et la profondeur de pénétration sont petites.
La taille des grains α étant d’environ 20 µm, à faible charge nous avons tendance à indenter sur
un grain et non sur plusieurs. Ce qui entraîne une plus forte dispersion selon que l’on indente dans
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Force D mesurée Profondeur calculée
d’indentation (gf) µm (µm)
F=1000 74,3 10,6
F=500 53 7,6
F=300 40,5 5,8
F=200 33 4,7
F=100 23,2 3,3
F=50 16,2 2,3
Tableau 2.11 – Longueur des diagonales et profondeur de pénétration
une phase α ou β et de la proportion de cette dernière.
Figure 2.26 – Influence de la force d’indentation sur la microdureté
Dans le cadre de notre étude, nous cherchons à observer l’évolution de la dureté depuis la surface
usinée jusqu’au substrat. Ceci intervient dans notre choix de la force d’indentation puisque nous
voulons indenter très proche de la surface. Notre choix s’est donc porté sur une force d’indentation
F=300 gf (figure 2.26) car d’une part elle possède un écart type relativement faible par rapport aux
autres forces et d’autre part elle nous permet de commencer les mesures assez proche de la surface,
environ à 35 µm.
2.3.3.2.4 Influence du polissage
Dans la majeure partie des articles traitant de la microdureté, une phase de polissage des échan-
tillons est présente sans qu’aucune analyse de son influence ne soit présentée. Nous proposons donc
d’étudier l’influence du polissage sur les résultats de microdureté, pour cela trois type d’échantillons
ont été préparés :
– échantillon poli mécaniquement, nommé PM ;
– échantillon poli mécaniquement et suivi d’un décapage avec une perte d’épaisseur d’environ
2,71 µm, nommé PM+De1 ;
– échantillon poli mécaniquement et suivi d’un décapage avec une perte d’épaisseur d’environ
4,73 µm, nommé PM+De2 ;
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Les échantillons ont été polis mécaniquement à l’aide de papier abrasif de granulométrie dé-
croissante de 800 à 4000 grains/mm2. Ils ont ensuite subi un décapage chimique dans un bain
composé à 2% HF, 20% HNO3 et 78% H2O. Il se fait à température ambiante et sans agitation. Ce
décapage est réalisé pour voir s’il y a un effet de la couche écrouie lors du polissage mécanique sur
la microdureté.
Les essais sont réalisés avec une force F=300 gf et chaque résultat est moyenné sur 20 mesures.
Les résultats sont présentés dans la figure 2.27.
Echantillon Moyenne (HV)
PM 336,46
PM+De1 333,75
PM+De2 339,14
Figure 2.27 – Influence du polissage sur la microdureté
On remarque que la dureté (valeur moyenne calculée) est assez similaire pour les différents
types de préparation de surface. Ceci nous amène à penser que la couche écrouie n’interfère pas sur
les mesures de microdureté du moins pour la charge utilisée dans cette étude. Toutes les mesures
présentées par la suite, sont réalisées sur des surfaces polies mécaniquement.
2.3.4 Mesure complémentaire : efforts de coupe
Tous nos essais ont étés instrumentés afin de recueillir en une seule fois un maximum d’in-
formations sur chaque usinage. On évite ainsi les problèmes de reproductibilité si l’on souhaite
ultérieurement utiliser certaines données (ex : efforts de coupe) non récoltées à l’origine.
Nous avons donc fait le choix de relever pour chaque usinage effectué : les efforts de coupe
(utilisation d’une platine d’effort), les signaux acoustiques (utilisation de micros) et les signaux
vibratoires (utilisation d’accéléromètres). La mesure thermique a volontairement été écartée par sa
grande difficulté de mise en oeuvre en vue d’obtenir des résultats fiables : les caméras thermiques
par leur temps de réponse souvent important, leur zone observée "de loin" et les problèmes de
calibrations associés fournissent des informations souvent peu pertinentes.
Les outils instrumentés type Actarus, sont bien adaptés au tournage mais présentent eux aussi
des temps de réponse importants peu adaptés au fraisage sans précautions particulières. Les fibres
optiques implantées en bout d’outil semblent prometteuses mais non actuellement disponible "sur
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l’étagère". Après étude, le temps de mise au point d’un tel procédé de mesure nous a semblé sans
garantie de résultats à court terme et non compatible avec le temps disponible pour la thèse déjà
chargée en mesure longues et mise au point de process de mesure divers (MEB, micro/nano dureté,
traction à chaud, contraintes résiduelles etc....).
Les mesures effectuées lors de l’usinage ont pour but d’une part de donner des informations
utiles pour la compréhension des phénomènes physiques mis en jeu (influence des divers paramètres
de coupe sur les efforts par exemple) mais aussi d’offrir une banque de données disponible pour les
modélisations par éléments finis ultérieures.
◦ Mesures acoustiques et vibratoires
De part leur facilité de mise en oeuvre, les mesures acoustiques peuvent offrir une alternative
à l’implantation de capteurs piézoélectriques. Le premier rôle de cette mesure est de vérifier que
l’état vibratoire n’est pas incohérent, que nous ne sommes pas en coupe instable ou en présence de
fréquences parasites néfastes à l’usinage. Dans ce cas là, l’instrumentation acoustique permettrait
d’analyser les phénomènes physiques et d’enrichir la base de donnée d’essai. La chaîne de mesure
"direct to disk" est composée d’un micro dynamique Shure SM58 placé à l’intérieur de l’enceinte
d’usinage et collé sur la broche, d’un micro statique Stagg large membrane placé en dehors, d’une
carte d’acquisition acoustique USB externe Tascam US 428 pilotée par un logiciel implanté sur un
PC portable. La numérisation est effectuée en 48kHZ/24 bits.
En ce qui concerne les mesures vibratoires, elles ont été effectuées dans un but identique aux
mesures acoustiques. La chaine de mesure se compose de deux accéléromètres piézoélectriques à
préamplificateur intégré, modèle DYTRAN 3049E3, sensibilité 100 mV/g avec une masse de 4 gr
chacun. La carte d’acquisition est une LMS Pimento P101 pilotée par le logiciel LMS Pimento v6.1.
Les relevés acoustiques et vibratoires réalisés ne présentent pas de caractère particulier. Ceci est
en parfaite adéquation avec l’état des surfaces obtenues non vibrées. Cette instrumentation, peu
utile dans notre cas d’étude, aurait donné des informations fondamentales en cas d’apparition de
vibrations d’usinage.
◦ Mesure des efforts de coupe
Les efforts de coupe en fraisage sont mesurés avec une platine dynamométrique Kistler à 6
composantes de type 9257B (figure 2.28). Cette platine est fixée dans les mors de la fraiseuse. Notre
montage d’usinage est quant à lui vissé sur la platine (figure 2.29). Cette platine est reliée à un
amplificateur de charge Kistler à 8 canaux de type 5070A. Les caractéristiques de la platine sont
présentées dans le tableau 2.12.
Afin de vérifier la reproductibilité de nos essais, nous avons décider de reproduire les essais 2, 9
et 18 du plan d’expériences. Les figures 2.30, 2.31 et 2.32 présentent l’allure des efforts de coupe non
filtrés ainsi que leur reproductibilité lors de deux essais similaires pour chaque essai de référence.
Nous n’avons constaté aucune erreur de reproductibilité significative.
Une analyse spectrale est parfois nécessaire lorsque le signal résultant semble perturbé, ceci
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Figure 2.28 – Platine de mesure des efforts de coupe Kistler
Figure 2.29 – Montage d’usinage en fraisage et chaine d’acquisition
Plage de mesure Fx, Fy, Fz ± 5 kN
Sensibilité Fx, Fy 10 mV/N
Sensibilité Fz 5 mV/N
Plage de température de service 0-60◦C
Dimensions 170×100×60
Protection selon EN60529 IP67
Masse 7,3 kg
Fréquence propre 3,5 kHz
Tableau 2.12 – Caractéristiques de la platine d’efforts
afin d’indentifier les raies de fréquence et de constater ou non la présence de fréquences parasites.
Dans notre étude, nous travaillons sur un matériau donné, un outil donné, usinage au centre de
l’éprouvette (engagement radial égal à la largeur de l’éprouvette soit 30 mm) et une machine
donnée. Une analyse spectrale a été menée sur nos essais afin de définir un filtre passe bas adapté :
Ffiltre=800 Hz. Ce spectre peut aussi servir à identifier la fréquence de résonance de la platine afin
de contrôler les essais. Tous les essais n’ont pas dépassé la limite de la platine (environ 3500 Hz)
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Figure 2.30 – Reproductibilité essai 2
puisque les vitesses de rotation de la broche utilisées dans notre étude ne dépassent pas les 634
tr/min (environ 11 Hz) avec une fraise à une dent. De plus, tous les essais ce sont déroulés dans
des conditions de coupe stables.
Ainsi tous nos essais ont été filtrés à Ffiltre=800 Hz. Nous avons choisi de prendre les valeurs
maximales de chaque composante Fx, Fy et Fz. Les valeurs ont été prises lorsque la fraise est au
centre de l’éprouvette (conditions stables) et moyennées sur 5 tours de fraise.
2.4 Observations liées à la mise en place des moyens de
mesure
2.4.1 Mise en évidence d’un retour élastique post-usinage
La mesure des efforts de coupe nous a permis de mettre en évidence un retour élastique important
une fois la surface usinée. Le retour élastique lors de l’usinage du titane est quelque chose de connu
[Ezugwu and Wang, 1997] et peut générer de l’usure en dépouille. Il est mis en évidence entre deux
tours de fraise sur la figure 2.33. Il entraîne des efforts sur toutes les composantes (Fx, Fy, Fz) mais
principalement sur Fz. Ce retour élastique est perçu lors du deuxième passage de dent sur la surface
usinée (figure 2.34).
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Figure 2.31 – Reproductibilité essai 9
Afin de vérifier l’influence du retour élastique sur l’intégrité de surface, nous avons réalisé deux
essais (à sec et sous lubrification) à partir de l’essai 1 du plan d’expérience. Seule la passe de
finition a été considérée. Les conditions de coupe sont présentées dans le tableau 2.13. Une mesure
des efforts de coupe a été effectué au centre de l’éprouvette et est présentée dans le tableau 2.14.
Les mesures ont été effectuées sur la composante Fz lors du deuxième passage de la dent sur la
surface usinée, en prenant la valeur moyenne d’un tour puis moyennées sur 5 tours. Nous avons
mesuré les contraintes résiduelles sous un passage de dent et sous deux passages de dent (figure
2.34). Les valeurs sont résumées dans le tableau 2.15. Des observations au microscopique optique
de la surface usinée ont aussi été réalisées (figure 2.35).
Essai Vc (m/min) fz (mm/tr/dt) apfin (mm) R (mm) Lubrification
Essai 1 bis 54 0,133 0,15 2,5 sec
Essai 1-2 bis 54 0,133 0,15 2,5 Lub
Tableau 2.13 – Conditions de coupe
On observe que le retour élastique n’est pas négligeable (table 2.14), malgré une profondeur de
passe faible (0,15 mm pour ces essais) et donc des efforts de coupe peu élevés. Cela signifie que
le retour élastique est présent même avec des efforts de coupe faibles. Il est à noter que ce retour
élastique peut exacerber l’usure en dépouille. La lubrification tend à réduire ce retour élastique
notamment par la diminution des efforts de coupe et de la température.
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Figure 2.32 – Reproductibilité essai 18
Figure 2.33 – Retour élastique lors de l’usinage de l’essai 1
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Figure 2.34 – Zone de passage de la dent sur l’éprouvette
Essais Fz moyen
Essai 1 75,6
Essai 1 bis 72,9
Essai 1-2 bis 54,6
Tableau 2.14 – Effort Fz généré par le retour élastique lors du deuxième passage de la dent sur la
surface usinée
Essais 1 passage 2 passages
Essai 1 bis (sec) -215 MPa -258 MPa
Essai 1-2 bis (lub) -212 MPa -194 MPa
Tableau 2.15 – Contraintes résiduelles en fonction de la zone de passage
En ce qui concerne les contraintes résiduelles, on remarque pour l’essai 1 bis à sec une légère
différence entre un passage de dent et deux passages de dent sur la surface usinée. Ceci est peut-être
dû à un écrasement de la matière (écrouissage) lors du deuxième passage de dent (présence d’un
copeau mini). Cependant sur l’essai 1-2 bis nous n’observons pas cet effet. De plus cet essai est
réalisé sous lubrification et donc l’effet thermique est moins prépondérant que l’effet mécanique.
Ceci nous amène à penser, que la différence observée est due aux incertitudes de mesures. Autre
fait intéressant : les contraintes résiduelles générées à sec et sous lubrification ont le même ordre
de grandeur. Cette observation nous conduit à penser que la lubrification jouerait un rôle moins
important par rapport aux autres paramètres d’usinage.
Sur la figure 2.35 sont présentées les surfaces usinées lors d’un passage et de deux passages de
dent. Nous n’observons rien de particulier sur ces surfaces. Le deuxime passage de dent ne semble
pas améliorer ou détériorer l’état de surface. Au delà de ça, nous avons de l’arrachement de matière
et de l’adhésion de fines particules de copeaux sur les deux zones : un passage et deux passages de
dent.
2.4.2 Mise en évidence d’une texture sur les surfaces usinées
Nous observons principalement deux phénomènes sur toutes les surfaces usinées : des traces
d’avance ou de déformations perpendiculaires à la direction d’avance générées par l’outil (figure
2.36) et une texture observable à l’oeil nu que nous appellerons peau d’orange. La présence de
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(a) Essai 1 bis sec : 1 passage de dent (b) Essai 1 bis sec : 2 passages de dent
(c) Essai 1-2 bis lub : 1 passage de dent (d) Essai 1-2 bis lub : 2 passages de dent
(e) Essai 1 bis sec : zone tampon (f) Essai 1-2 bis lub : zone tampon
Figure 2.35 – Surfaces usinées : vue de dessus
cette texture s’explique principalement par une redéposition et un écrasement de la matière lors de
l’usinage, des micro-cavités, ainsi que des copeaux qui ont adhéré à la surface usinée.
Les déformations dues à l’avance (figure 2.36(b) et (c)) sont le résultat de l’écoulement plastique
du matériau durant la coupe [Zhou et al., 2003][Ezugwu et al., 2007], mais peuvent aussi provenir
d’une acuité d’arête et d’un rayon de bec importants. Les micro-cavités, quant à elles, sont générées
par la rupture fragile d’inclusions de carbure sur la surface (figure 2.36(f)) pendant le cisaillement
de la matière par l’outil [Ezugwu et al., 2007].
La redéposition de la matière a été observée sur toutes nos surfaces usinées lors de l’usinage
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à sec mais peut aussi apparaître avec une lubrification conventionnelle. Ce phénomène est dû à
des fines particules de copeaux qui ont été soudées sur la surface usinées formant ainsi une surface
composite. Effectivement l’usinage du titane peut générer des températures locales élevées qui vont
faciliter le processus de soudage/adhérence. [Ezugwu et al., 2007] a lui aussi observé ce phénomène.
La température à l’interface outil/copeau lors du tournage d’un alliage de titane avec une vitesse
de coupe de 200 m/min, une avance de 0,1 mm/tr et un outil carbure peut atteindre 1100◦C à
sec et 900◦C sous lubrification conventionnelle [Kitagawa et al., 1997]. Ce dernier affirme aussi que
l’usure des outils peut aussi intervenir dans ce phénomène. Dans notre étude, chaque surface étant
usinée avec un outil neuf, cela prouve que l’usure de l’outil n’est pas le déclencheur de ce phénomène
même s’il a tendance à l’accentuer.
En ce qui nous concerne, cette redéposition de matière se traduit à l’oeil nu par un phénomène
de peau d’orange des surfaces usinées. Effectivement comme Ezugwu [Ezugwu et al., 2007], nous
observons de fines particules de copeaux (figure 2.36(c) et (d)) qui ont adhéré à la surface usi-
née. Mais la texture peau d’orange provient principalement des marques observées dans les traces
d’avance (figure 2.36f). Ces dernières sont provoquées lors de l’usinage par l’étirement de bandes
de matières jusqu’à rupture soudaine (figure 2.36(f)).
2.4.3 Premières observations sur les contraintes résiduelles mesu-
rées
Toutes les mesures de contraintes résiduelles sont en compression (tableau 2.16). L’augmenta-
tion de la vitesse de coupe entraîne une diminution des contraintes résiduelles (E2/E4 et E3/E5).
Nous observons aussi que l’augmentation de la profondeur de passe conduit à une diminution des
contraintes résiduelles (E2/E3 et E4/E5). Sauf dans un cas (1/E2) où elles restent sensiblement les
mêmes.
La diminution des contraintes résiduelles avec l’augmentation de la vitesse de coupe et de la
profondeur de passe vient du fait que pour la première c’est la vitesse de glissement du copeau
sur la face de coupe qui augmente et pour la seconde c’est l’augmentation de la zone de contact
outil/copeau. Dans les deux cas, cela entraîne une augmentation de la température et donc une
prépondérance de l’effet thermique par rapport à l’effet mécanique. Par contre le cas 1/E2 montre
qu’une faible profondeur de passe conduit à des contraintes résiduelles de même amplitude qu’à
une profondeur de passe plus importante. Cela est la combinaison d’un grand rayon de bec et d’une
profondeur de passe très faible qui auront tendance à écrouir et mettre en compression la surface
usinée.
Essais 1 E2 E3 E4 E5
Contraintes -264 ±35 -266 ±30 -188 ±32 -187 ±44 -94 ±31
résiduelles (MPa)
Tableau 2.16 – Mesures des contraintes résiduelles
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(a) E2 (Vc=54 m/min, apeb=1,65 mm) (b) E3 (Vc=54 m/min, apeb=2,35 mm)
(c) E4 (Vc=78 m/min, apeb=1,65 mm) (d) E5 (Vc=78 m/min, apeb=2,35 mm)
(e) 1 (Vc=54 m/min, apfin=0,15 mm) (f) Détails surface 1
Figure 2.36 – Surfaces usinées en fraisage à sec
2.4.4 Premières observations sur la caractérisation de l’état métal-
lurgique : remise en question du moyen de mesure
2.4.4.1 Microstructure sous la surface usinée
Les figures 2.37(a), (b), (c), (d) et (e) représentent les sections perpendiculaires aux surfaces
usinées et donc à la direction d’avance. Nous n’observons pas de défauts évidents sous la surface : pas
de déformations plastiques, pas d’allongement des grains dans la direction d’avance. Ces derniers
ont pourtant déjà été observés dans les alliages de titane : Velasquez [Velasquez, 2007] observe
ces phénomènes lors du tournage à sec du TA6V pour différentes conditions de coupe. Il constate
que pour une vitesse de coupe comprise entre 20 et 100 m/min, l’épaisseur de la couche déformée
plastiquement (allongement des grains) varie entre 0,5 et 1,5 µm et elle atteint 4,25 µm pour 420
m/min. D’après lui cette zone possèdent des caractéristiques microstructurales qui rappellent les
bandes de cisaillement observées dans les copeaux.
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On en conclut donc qu’il faut des conditions de coupe sévère pour générer cette couche.
En ce qui nous concerne nous n’observons rien d’évident quant à la couche déformée plastique-
ment et à l’allongement des grains du fait de nos conditions de coupe qui sont moins sévères.
(a) E2 (Vc=54 m/min, apeb=1,65 mm) (b) E3 (Vc=54 m/min, apeb=2,35 mm)
(c) E4 (Vc=78 m/min, apeb=1,65 mm) (d) E5 (Vc=78 m/min, apeb=2,35 mm)
(e) 1 (Vc=54 m/min, apfin=0,15 mm)
Figure 2.37 – Observation de la microstructure sous la surface usinée
2.4.4.2 Microdureté sous la surface usinée
Sur les figures 2.38(a), (b), (c) sont représentées les courbes de microduretés en fonction de la
distance sous la surface usinée. Les points à zéro ont été mesurés sur la surface usinée.
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(a) Vc=54 m/min
(b) Vc=78 m/min
(c) Vc=54 m/min, apeb=1,65 mm, apfin=0,15 mm)
Figure 2.38 – Evolution de la microdureté sous la surface usinée
La première observation effectuée sur la figure 2.38 et 2.39 est l’importance de la dispersion des
mesures effectuées. Les courbes oscillent énormément bien que chaque point tracé ait été moyenné
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sur plusieurs mesures (figure 2.39). L’ampleur de la dispersion lors des différents essais effectués
(mise en évidence sur la figure 2.39) s’explique de la manière suivante : nous étudions un alliage de
titane biphasé α+ β avec une phase β plus dure que la phase α. Malgré la pré-étude effectuée sur
le choix de l’indenteur et de la force d’indentation pour minimiser la dispersions des mesures, nous
constatons que la taille de l’indenteur sera toujours insuffisante vis à vis des tailles de grain de notre
alliage. Nous aurons toujours tendance à indenter sur peu de grains, ce qui aura toujours tendance
à créer de la dispersion. Cette première observation amène la réflexion suivante : les moyens d’essais
usuellement utilisés pour les mesures de dureté ne sont pas adaptés à notre alliage.
Figure 2.39 – Dispersion observée sur les mesures de microdureté
Néanmoins, malgré l’importance des dispersions, un phénomène d’adoucissement est constaté en
sous-surface sur des profondeurs variables (figure 2.38 et 2.40), ceci sur chacun des graphiques tracés.
Plusieurs chercheurs [Che-Haron and Jawaid, 2005] [Hughes et al., 2006] ont évoqué ce phénomène
d’adoucissement du matériau en sous surface en l’expliquant par des températures de coupe élévées.
Figure 2.40 – Adoucissement observé en sous surface
La composition de l’alliage à l’aide d’un analyseur EDX couplé à un MEB a été effectuée à
coeur et proche de la surface usinée, nous constatons que :
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– la proportion de vanadium est de 11, 6% dans la phase β et de 2, 4% dans la phase α à coeur,
– la proportion de vanadium est de 3, 7% dans la phase β et de 3, 9% dans la phase α sous la
surface usinée (profondeur max environ 7-8 µm).
Nous observons donc une diffusion du vanadium de la phase β vers la phase α. La diffusion de
vanadium dans la phase α est moins significative car elle est plus présente dans l’alliage Ti6Al4V
que la phase β. D’autres études ont également observé la diffusion du vanadium lors du perçage
du Ti6Al4V [Li et al., 2008][Reissig et al., 2004] mais il n’existe pas d’étude à notre connaissance
relatant ce phénomène lors du fraisage du Ti6Al4V. Il est à noter que cette diffusion s’est faite
sans changement de microstructure observable par nos moyens. Cette diffusion semble être à
l’origine du phénomène d’adoucissement que nous observons sous la surface usinée. Des études
ont montré que lorsque la proportion de vanadium augmente dans la phase β, la dureté aug-
mente [Welsch et al., 1994][Banerjee et al., 2003][Craighead et al., 1950]. La phase β, moins pré-
pondérante en proportion que la phase α s’adoucit donc, ce qui explique sûrement l’adoucissement
global constaté.
2.4.4.3 Synthèse et mise en place d’un nouveau paramètre métallurgique : la
largeur de corde
Nous avons observé que la microstructure et la microdureté ne peuvent être utilisées comme
sorties du plan d’expériences car elles ne semblent pas être impactées par l’usinage. Du moins nous
n’avons pas pu observer cela avec nos moyens expérimentaux. Cependant, dans la bibliographie,
beaucoup de travaux mettent en évidence une couche écrouie très proche de la surface usinée (<10
µm). Afin de la prendre en compte, nous avons cherché un nouveau critère pour le paramètre
métallurgique et donc comme sortie du plan d’expérience : la largeur de corde.
Le pic de diffraction permettant d’analyser l’état de contrainte dans un volume de matière donné,
donne aussi des informations sur le taux de dislocations ou d’écrouissage de celui-ci à travers la
largeur du pic de diffraction. Ce même taux de dislocations peut aussi être directement relié à la
microdureté du matériau. Les analyses de ces largeurs de pics sont donc très riches en informations et
doivent être étudiées dans le cas d’un matériau fortement perturbé pas des déformations plastiques
thermomécaniques telles que celles générées par l’usinage.
Le taux de dislocations augmente avec l’augmentation de la largeur du pic de diffraction. Dans
le tableau 2.17, se trouvent les différentes informations renvoyées par un pic de diffraction.
Dans la figure 2.41 sont présentés les pics de diffraction pour le matériau brut et pour l’essai E3
présenté précédemment (voir tableau 2.10). Nous observons une génération de texture (orientation
des grains suivants une direction) par la variation d’intensité et un écrouissage par l’élargissement
du pic lors de l’usinage. On en conclut donc que la largeur de corde (LC) peut rendre compte de
l’état métallurgique sous la surface usinée. Dans la suite de l’étude nous considérerons la LC comme
sortie du plan d’expériences pour le paramètre métallurgique.
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Pic de diffraction Informations renvoyées
Position des pics de diffraction (θ) Nature d’un métal, d’une phase,
d’un composé intermétallique ;
composition d’une solution solide ;
transformations ordre-désordre ;
diagramme d’équilibre.
Variation de position d’un pic de diffraction (∆θ) Contraintes résiduelles
Intensités des pics de diffraction (I) Dosage des phases
Variation d’intensité d’un pic de diffraction (∆I) Textures cristallographique ;
mesure d’épaisseur.
Forme d’un pic de diffraction Taille de cristallite ;
microdéformations/écrouissage.
Tableau 2.17 – Tableau récapitulatif des informations renvoyées par le pic de diffraction
[Castex et al., 1981]
(a) Matériau brut (b) Matériau usiné : essai E3
Figure 2.41 – Pic de diffraction pour matériau brut et matériau usiné (essai E3)
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2.5 Moyens d’essais liés au lien surface/fatigue
Les essais de fatigue ont été réalisées à partir d’éprouvettes fabriquées avec les moyens décrit
précédemment. Notre étude s’intéresse aux fraisage et donc aux surfaces planes, c’est tout naturel-
lement que la flexion plane s’est imposée à nous. L’essai en flexion plane à 4 points est destiné à être
l’essai de référence dans cette étude et appliqué à des éprouvettes prismatiques. Ce type d’essai est
utilisé normalement pour caractériser les propriétés en fatigue de matériaux, essentiellement dans
l’aéronautique. Le rapport de charge de ce type d’essai est généralement positif. Le moment de
flexion engendré par le chargement est constant entre les deux appuis centraux. L’avantage de ce
genre d’essai, est d’avoir une zone utile grande, représentative d’une surface fraisée. Ces essais sont
conduits de façon à explorer le domaine de durée de vie compris entre 105 et 106 cycles (domaine
de l’endurance limitée) et à température ambiante. Effectivement, une durée de vie inférieure à 105
cycles, traduit généralement un effet de plasticité qui va masquer celui de la surface.
2.5.1 Moyens d’essais de fatigue
Les essais de fatigue en flexion plane 4 points sont effectués à chargement imposé sur une
machine servo-hydraulique traction/torsion de marque INSTRON et de référence 8874 (figure 2.42).
Sa capacité est 25 KN. Ces essais sont menés à une fréquence de 7 Hz avec un rapport de charge
R=0,1. Des appuis cylindriques en acier de diamètre 20 mm sont utilisés. La distance entre les
deux appuis inférieurs est de 120 mm et la distance entre les deux appuis supérieurs est de 29 mm
(figure 2.43). Les caractéristiques des essais en flexion plane sont résumées dans le tableau 2.18. La
géométrie a été imposée par la capacité machine et les dimensions du brut.
Figure 2.42 – Machine de fatigue
Type d’essai Eprouvette Rapport de charge Fréquence Type de chargement
Flexion plane Prismatique 0,1 7 Hz Flexion à 4 points
Tableau 2.18 – Caractéristiques du chargement appliqué
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Figure 2.43 – Montage de fatigue et position des appuis
2.5.2 Géométrie des éprouvettes
Les éprouvettes sont débitées comme décrit précédemment puis usinées pour une mise aux cotes
en fonction de la gamme d’usinage étudié. Deux chanfreins à 45◦ sont réalisés afin d’éliminer les
arêtes vives. Pour finir ils sont polis à la main pour enlever les stries d’usinage et la concentration
de contrainte générée par les arêtes des chanfreins. La géométrie de l’éprouvette utilisée pour les
essais de fatigue est présentée dans la figure 2.44.
Figure 2.44 – Géométrie de l’éprouvette de fatigue
2.5.3 Présentation de la méthode de détermination du coefficient
de concentration de contraintes locales : Kt
2.5.3.1 Présentation des différentes méthodes de calcul
De nombreux auteurs ont déjà proposé des modèles pour estimer la durée de vie en fatigue en
tenant compte de la rugosité de surface. Trois approches ont été identifiées :
– relations empiriques entre paramètres de rugosité et durées de vie [Wiesner et al., 1991] ;
– rugosité vue comme une fissure [Murakami, 2002] ;
– rugosité vue comme un concentrateur de contrainte.
Par la suite nous présenterons des travaux considérant la rugosité comme un concentrateur de
contrainte.
L’influence de la rugosité sur la tenue en fatigue peut être considérée sous l’angle des concen-
trations de contraintes locales qu’elle génère. Dans la littérature, l’effet de la concentration de
contrainte générée par la rugosité sur la tenue en fatigue est généralement expliqué par deux classes
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de modèles : les modèles basés sur l’effet d’entaille et les modèles basés sur la mécanique de la
rupture.
Les modèles basés sur l’effet d’entaille font intervenir un coefficient empirique appelé le coeffi-
cient effectif de concentration de contraintes de fatigue (Kf). Ils classent les limites d’endurance de
pièces entaillées en fonction du coefficient de concentration de contrainte de l’entaille (Kt) et de
l’indice de sensibilité à l’entaille du matériau (q). Le produit de ce coefficient par la contrainte appli-
quée permet d’estimer la limite d’endurance d’une pièce entaillée à partir de la limite d’endurance
connue de la pièce non entaillée.
Les modèles basés sur la mécanique de la rupture sont bâtis sur la théorie de la propagation
des fissures. La rugosité des surfaces modifie les contraintes locales qui affectent la propagation des
fissures. Ces deux classes de modèles sont basées sur le coefficient de concentration des contraintes
local lié à la rugosité. La détermination du coefficient de concentration de contraintes local peut
être réalisée de plusieurs manières :
– Empiriques [Neuber, 1958], [Peterson, 1974] et [Arola and Williams, 2002] : proposent des
expressions simples du calcul du coefficient de concentration des contraintes. Ces trois modèles
introduisent le rayon d’entaille. Cette valeur est difficile à déterminer car il faut fixer une
échelle limite souvent liée au moyen de mesure. De plus, ces modèles ne permettent pas la
prise en compte de défauts relativement peu périodiques. C’est pourquoi, des études récentes
cherchent à déterminer le coefficient de concentration de contraintes par calculs numériques
ou MEF.
– Numériques MEF [As et al., 2008] et [Suraratchai et al., 2008] : proposent de créer un modèle
EF directement à partir du résultat de la mesure de surface. Cette approche est intéressante
car elle permet de considérer le profil réel et donc, d’espérer des résultats plus fiables que
ceux obtenus par les modèles empiriques. [As et al., 2008] modélise très finement la surface
en 3D avec un maillage pouvant être affiné jusqu’à 0,1 µm en fond d’entaille pour avoir une
bonne description des micro-entailles. En revanche, l’approche de [Suraratchai et al., 2008]
détermine la contrainte effective maximale en favorisant un temps de calcul faible. En effet,
un profil de rugosité est extrait d’une mesure linéaire dans la direction de sollicitation d’une
éprouvette de flexion 4 points (figure 2.45). Le profil est ensuite filtré et implémenté dans un
logiciel EF afin de simuler la contrainte maximale obtenue pour une contrainte nominale im-
posée. Les travaux de [Limido, 2008] reprennent cette approche mais il introduit une longueur
critique permettant de fixer une échelle d’étude et de filtrer de manière robuste les données
de la surface.
Dans notre étude nous avons choisi de déterminer le coefficient de concentration de contraintes
locales avec l’approche de [Limido, 2008]. La présentation en détail de cette approche se trouve en
annexe B.
2.5.3.2 Choix d’une méthode de calcul
En effet, la détermination du coefficient de concentration de contraintes locales (Kt) associé à
la texture de surface pose un double problème :
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Figure 2.45 – Calcul EF pour déterminer le coefficient de concentration de contraintes locales Kt
[Suraratchai et al., 2008]
– Faut-il chercher à modéliser la surface avec la plus grande précision possible ?
– Le modèle EF utilisé est-il encore valable à cette échelle ?
[As et al., 2008] et [Suraratchai et al., 2008] ont des réponses différentes à ces questions.
Le premier considère qu’il faut mesurer de manière très précise la surface par des moyens
optiques. Le modèle EF mis en oeuvre sur la base des profils ainsi mesurés conduit à des tailles
de mailles d’environ 1 µm afin d’atteindre la convergence. Cette taille de maille est inférieure aux
longueurs caractéristiques de la microstructure. Représenter des gradients de contraintes basés sur
la mécanique des milieux continus (MMC) à cette échelle est donc discutable.
Le second se contente d’un profil mesuré par un rugosimètre à palpeur. Ce profil est ensuite
grossièrement approximé dans un modèle EF par une taille de maille fixée arbitrairement à 30 µm.
Dans ce cas, les gradients obtenus sont en accord avec le cadre de la MMC mais l’approximation
de la surface ne trouve pas de justification claire et la taille de maille fixée à 30 µm ne permet pas
forcément la convergence du calcul dans toutes les situations. En fait, cette approche est valide tant
que les rayons de courbure locaux de la texture de surface sont grands. C’est le cas, par exemple, des
surfaces générées par étau limeur avec outil à grand rayon (figure 2.46) que Suraratchaï a étudiées.
Dans le cas des surfaces fraisées en bout, les rayons de courbure locaux peuvent être très faibles
(figure 2.46). L’approche de Suraratchaï pour le calcul de Kt devient alors peu adaptée : des mailles
de 30 µm ne permettent pas de représenter correctement la géométrie de la surface et les résultats
obtenus sont fortement dépendants des points de la surface choisis pour la discrétisation.
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Figure 2.46 – Exemple de profils mesurés à partir d’une surface usinée en fraisage et avec un étau
limeur [Limido, 2008]
[Limido, 2008] propose une nouvelle approche basée sur les travaux de [Suraratchai, 2006]. Il
suggère une représentation éléments finis (EF) de la surface qui permet de traiter le cas des surfaces
à grands rayons de courbure locaux et le cas des surfaces à faibles rayons de courbure locaux. Cette
approche s’appuie sur l’introduction d’une longueur caractéristique permettant de filtrer les données
de la surface brute et de fixer une échelle d’étude. Cette longueur caractéristique (a0) est associée à
la longueur de coupure d’un filtre gaussien qui permet de dissocier les informations utiles et inutiles
au calcul du Kt. Celle-ci (a0) représente un seuil de transition de comportement des fissures en
fatigue (comportement en endurance illimité à comportement en endurance limité). Le détail de
cette méthode est présenté en annexe B.
Notre choix est d’utiliser la méthode de [Limido, 2008] car elle prend en compte les surfaces à
faibles rayons de courbe locale (fraisage) et qu’elle définit un critère pour filtrer la surface brute
s’appuyant sur les propriétés mécaniques du matériau.
2.6 Conclusion
Dans ce chapitre, nous avons présenté le matériau étudié ainsi que les moyens d’usinage dédiés
à l’étude menée.
Le premier point de réflexion concerne la mise en place du plan d’expérience : vu les temps
importants d’essais nécessaires à l’identification du lien usinage/surface, il n’était pas réaliste de
mettre en place un plan d’expérience complet. Notre choix s’est donc porté sur un plan fractionnaire
et nous a amené à développer un partenariat avec Yves Caumel, professeur à l’Institut Supérieur
de l’Aéronautique et de l’Espace, spécialiste du domaine.
Le second point de réflexion important concerne la mise en place d’un critère de qualification
fiable du paramètre métallurgique. Le matériau étudié étant un alliage de titane biphasé (α+β), la
nanodureté ne peut être retenue car source de dispersions importantes selon qu’on vient indenter
sur la phase alpha ou beta. Quant à la microdureté, malgré une analyse comparative menée sur la
force d’indentation, on constate là-aussi la présence d’une forte dispersion sur les mesures effectuées.
Les moyens de mesure classiques ne sont donc pas adaptés à notre matériau, ce qui nous amène
à mettre en place un nouveau critère de caractérisation de l’état d’écrouissage du matériau : la
largeur de corde LC.
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2.6. Conclusion
La mise en place de l’ensemble des protocoles expérimentaux s’est bien évidement accompagnée
d’essais de validation. Ces essais nous ont permis d’effectuer les premières observations sur le lien
usinage/surface : existence d’un retour élastique post-usinage important, existence d’une texture sur
la surface usinée, premières constations sur les contraintes résiduelles qui sont toutes de compression
et premières analyses sur l’impact des paramètres d’usinage sur l’intégrité de surface.
Nous avons également constaté que la passe d’ébauche semble avoir peu d’effet en profondeur
dans la surface usinée, du moins en ce qui concerne l’état métallurgique. Quant à l’impact sur
les CR, d’après la littérature pour le Ti6Al4V, elles ne sont présentes que dans les premiers 150-
200 µm. La conséquence directe peut être une augmentation des conditions de coupe pour la
passe d’ébauche. Pour conclure nous pouvons dire que c’est la dernière passe d’usinage qui inscrit
l’historique thermomécanique dans la surface usinée.
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3.1 Résultats du plan d’expériences et discussions : usi-
nage vers la surface
Les différentes sorties du plan d’expériences vont être liées aux trois paramètres définissant
l’intégrité de surface, qui sont :
– paramètre géométrique : rugosité de la surface usinée ;
– paramètre mécanique : efforts de coupe et contraintes résiduelles (CR) ;
– paramètre métallurgique : largeur de corde (LC), caractérisant le pic de diffraction.
Une analyse de variance ou ANOVA (ANalysis Of VAriance) a été effectuée avec pour objectif
d’analyser l’influence de la vitesse de coupe, de l’avance, de la profondeur de passe en ébauche et
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finition, du rayon de bec et de la lubrification sur les réponses considérées. Le traitement du plan
d’expériences est réalisé à l’aide du logiciel JMP (éditeur SAS Institute).
[Prob > |F |] désigne le degré de significativité de l’ensemble du plan sur la réponse considérée.
Lorsqu’il est inférieur à 0,06, cela signifie qu’il existe au moins un facteur significatif sur la réponse
considérée. [Prob > |t|] quant à lui, désigne la significativité d’un facteur sur la réponse étudiée :
– [Prob > |t|]<0,01 : très significatif ;
– [Prob > |t|]<0,05 : significatif ;
– 0,05≤[Prob > |t|]≤0,1 : moyennement significatif ;
– [Prob > |t|]>0,1 : pas significatif.
Les effets d’interactions sont généralement significatifs lorsque l’un des deux effets linéaires est
lui-même significatif. Cependant il arrive que deux effets linéaires ne soient pas significatifs mais
leur effet d’intéraction le soit, ceci est souvent observé en chimie par exemple. Il est donc très délicat
d’analyser ses intéractions même si elles existent. D’autant plus que les mécanismes physiques sont
complexes.
Lors du traitement du plan d’expériences, certains facteurs n’ont pas été pris en compte pour
l’étude des différentes réponses :
– pour l’étude de la rugosité nous n’avons pas pris en compte la profondeur de passe en ébauche
(apeb). En effet, lors de nos essais nous n’avons pas observé d’effet de cette dernière sur la
rugosité ;
– De même pour les réponses de contraintes résiduelles (CR) et de largeur de corde (LC), la
profondeur de passe en ébauche n’a pas été retenue. Effectivement, dans l’étude préliminaire
nous n’avons pas observé d’effet de cette dernière sur l’intégrité de surface. Même si nous
supposions qu’elle pourrait avoir un effet, la profondeur affectée est en général, d’après la
littérature inférieure à 150 µm, ce qui correspond à notre passe de finition la plus petite.
Les efforts de coupe ont été prélevés dans une zone stable de coupe, qui correspond au milieu
de l’éprouvette et donc de la surface utile étudiée en fatigue. Il en est de même pour les mesures
de rugosité et de contraintes résiduelles.
L’étude du lien usinage/surface nous a permis de mener une réflexion supplémentaire qu’il est
toutefois intéressant de signaler : l’ensemble des éprouvettes usinées sont toutes de faible épaisseur
(3,5 mm) et soumises à des contraintes résiduelles de compression élevées en surface (-300 MPa).
Pour autant, aucune déformation n’a été constatée. Ceci nous amène à penser que les contraintes
résiduelles générées par l’usinage ne semblent pas être à l’origine des déformations globales que l’on
rencontre fréquemment sur des pièces aéronautiques tels que les cadres de fuselage. La libération
des contraintes internes par l’opération d’enlèvement de matière est probablement à l’origine de ces
déformations de pièce.
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3.1.1 Paramètre géométrique : Rugosité
Le tableau 3.1 montre toutes les valeurs de la réponse rugosité. Elle est comprise entre 0,236
et 0,684 µm pour Ra, entre 2,226 et 4,596 µm pour Rt et entre 1,72 et 3,79 µm pour Rz pour un
cut-off de 0,8 mm.
N◦ essai Paramètres machine Réponses
Vc fz apeb apfin R Lub Ra Rt Rz
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (µm) (µm) (µm)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N 0,312 3,166 1,992
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 Y 0,236 2,226 1,72
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N 0,684 4,596 3,79
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y 0,38 3,11 2,342
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N 0,364 3,212 2,352
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 Y 0,258 2,63 2,092
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N 0,406 3,196 2,546
8 78 0,167 1,65 0,35 4 Y 0,372 3,658 2,842
9 66 0,15 2 0,25 2,5 Y 0,286 2,474 1,856
10 66 0,15 2 0,25 4 N 0,434 3,544 2,79
11 66 0,1 2 0,25 2,5 Y 0,368 2,778 2,302
12 66 0,2 2 0,25 4 N 0,412 3,134 2,49
13 66 0,15 1 0,25 4 N 0,444 3,76 3,11
14 66 0,15 3 0,25 2,5 Y 0,424 2,87 2,366
15 66 0,15 2 0 4 N 0,402 3,352 2,702
16 66 0,15 2 0,5 2,5 Y 0,304 2,844 2,098
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y 0,47 3,73 3,038
18 100 0,15 2 0,25 4 N 0,528 3,242 2,842
19 66 0,15 2 0,25 2,5 Y 0,306 2,376 2,022
20 66 0,15 2 0,25 4 N 0,368 3,38 2,356
Tableau 3.1 – Résultats expérimentaux pour la rugosité
Les résultats sont présentés dans le tableaux 3.2.
Nous avons noté que le facteur le plus influent sur les réponses Ra, Rt et Rz, est R, notamment
pour Rt et Rz où il est très significatif. Un autre facteur très significatif sur Rt : la vitesse de coupe
Vc. Nous savons par expérience, avec R fixé, que pour améliorer la rugosité il faut intervenir sur
fz et Vc, que ce soit en fraisage ou en tournage. Généralement en finition, la vitesse de coupe est
augmentée et l’avance est diminuée.
En ce qui concerne le facteur le plus influent (R), commun à ces trois réponses, on remarque
que plus il est faible et plus la rugosité se trouve diminuée. Ici, l’avance fz n’intervient quasiment pas
sur les réponses. Ceci va à l’encontre des modèles classiques de rugosité qui indiquent que Rt (µm)
dépend principalement de l’avance f (mm/tr) et du rayon de bec R (mm) (figure 3.1 et équation
3.1) : lorsque R augmente, la rugosité théorique Rt diminue.
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Facteurs Coefficients* Prob> |t| Remarques Prob> |F |
Ra 0,0543
Intercept 0,44 0,03 /
fz -1,22 0,24 Pas significatif
apfin 0,2 0,35 Pas significatif
Vc -0,002 0,23 Pas significatif
R 0,065 0,10 Moyennement significatif
Lubrification 0,026 0,36 Pas significatif
Rt 0,0006
Intercept 3,42 0,0001 /
fz -4,66 0,2 Pas significatif
apfin 0,7 0,34 Pas significatif
Vc -0,02 0,003 Très significatif
R 0,48 0,0028 Très significatif
Lubrification 0,09 0,35 Pas significatif
fz*Vc 1,41 0,013 Significatif
Vc*R 0.011 0,105 Pas significatif
Rz 0,019
Intercept 2,37 0,0105 /
fz -3,73 0,40 Pas significatif
apfin 0,41 0,66 Pas significatif
Vc -0,015 0,052 Moyennement significatif
R 0,47 0,012 Significatif
Lubrification 0,01 0,93 Pas significatif
fz*Vc 1,08 0,106 Pas significatif
*coefficients de la régression linéaire
Tableau 3.2 – ANOVA pour Ra, Rt et Rz
Rt = 125 f
2
R
(3.1)
Figure 3.1 – Rugosité théorique
Ce résultat semble logique : l’augmentation du rayon de bec conduit à une augmentation de la
longueur de contact et donc à une réduction de la hauteur de la crête Rt [Arunachalam et al., 2004],
mais va à contre courant de nos observations. Cela peut s’expliquer par le fait que sur nos surfaces
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usinées, nous avions un phénomène de tartinage/labourage, traduisant une coupe non idéale. A cela
s’ajoute le deuxième passage de dent, qui n’est pas négligeable au vu du retour élastique et qui va
accentuer ce phénomène (écrouissage et écrêtage supplémentaires de la surface usinée).
En conclusion, nous pouvons dire que les moyens classiques de mesure de la rugosité ne prennent
pas en compte le phénomène de tartinage car son ordre de grandeur est probablement différent de
celui de la rugosité. Cela nous amène à nous interroger sur des critères géométriques différents de
qualification de la surface et nous oriente sur des critères 3D.
3.1.2 Paramètre mécanique : Contraintes résiduelles
Le tableau 3.3 montre toutes les valeurs de la réponse CR. Elles sont comprises entre 0 et -292
MPa (contraintes résiduelles de compression). Dans le tableau 3.4 sont présentés l’ANOVA de la
réponse CR.
N◦ essai Paramètres machine Réponse
Vc fz apeb apfin R Lub CR
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (MPa)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N -264
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 Y -223
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N -261
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y -292
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N -254
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 Y -225
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N -161
8 78 0,167 1,65 0,35 4 Y -182
9 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -230
10 66 0,15 2 0,25 4 N -194
11 66 0,1 2 0,25 2,5 Y -234
12 66 0,2 2 0,25 4 N -114
13 66 0,15 1 0,25 4 N -130
14 66 0,15 3 0,25 2,5 Y -234
15 66 0,15 2 0 4 N -105
16 66 0,15 2 0,5 2,5 Y -267
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y -215
18 100 0,15 2 0,25 4 N 0
19 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -246
20 66 0,15 2 0,25 4 N -53
Tableau 3.3 – Résultats expérimentaux pour les contraintes résiduelles
Le facteur le plus significatif sur la réponse CR, est la vitesse de coupe Vc. Lorsque celle-
ci diminue, les CR tendent vers la compression. Beaucoup d’études ont observé ce phénomène
[Bouchnak, 2010][Velasquez, 2007][Velasquez et al., 2006][Sun and Guo, 2009]. Et lorsque la Vc aug-
mente, cela entraîne une élévation de température et les CR tendent vers la traction. Braham
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Facteurs Coefficients* Prob> |t| Remarques Prob> |F |
0,0015
Intercept -481,4 0,0002 /
fz 700 0,156 Pas significatif
apfin -147,8 0,15 Pas significatif
Vc 1,86 0,026 Significatif
R 32,9 0,081 Moyennement significatif
Lubrification 21,2 0,123 Pas significatif
fz*apfin 14853 0,084 Moyennement significatif
apfin*R -620,6 0,0025 Très significatif
apfin*Lubrification 458,7 0,0043 Très significatif
Vc*R 3,13 0,0082 Très significatif
*coefficients de la régression linéaire
Tableau 3.4 – Anova pour les CR
Bouchnak [Bouchnak, 2010] constate également ce phénomène.
Il faut savoir que les CR sont générées par une combinaison complexe d’effets thermiques, méca-
niques et métallurgiques [Brosse et al., 2009][Liu and Barash, 1982][Davim, 2008]. Les chargements
mécaniques conduisent généralement à des CR en compression à cause d’une déformation plastique
du matériau en surface et en profondeur lors de la coupe [Mahdi and Zhang, 1999][Rech et al., 2008].
A l’opposé, les effets thermiques produisent des contraintes résiduelles en traction générées par
d’importants gradients thermiques [Skalli et al., 1982][Chen et al., 2000]. Les changements de tem-
pérature génèrent des contraintes dans la matière par des phases de dilatation et de contraction.
Les effets métallurgiques sont quant à eux indissociables des effets d’origine thermique. Effective-
ment, lorsque la matière est soumise à des élévations de température, des changements de phase
peuvent apparaître. Ces dernières ont pour effet une modification locale des propriétés thermiques,
mécaniques et un changement de microstructure. Suite à ces transformations, l’explication des CR
obtenues est compliquée car ces phénomènes rentrent en compétition avec les phénomènes pure-
ment thermiques. Un changement de phase en surface peut perturber l’équilibre mécanique initial.
On peut observer une redistribution des CR en surface, un état de CR en traction devient en
compression après changement de phase [Brosse et al., 2009].
Dans notre cas, l’étude préliminaire (menée dans la mise en place de la qualification des proto-
coles expérimentaux) n’a pas montré de changements de microstructure sous la surface usinée.
3.1.3 Paramètre métallurgique : Largeur de corde
Le tableau 3.5 montre toutes les valeurs de la réponse LC, comprises entre 1,282◦ et 1,991◦.
Dans le tableau 3.6 sont présentés l’ANOVA de la réponse largeur de corde (LC).
118
3.1. Résultats du plan d’expériences et discussions : usinage vers la surface
N◦ essai Paramètres machine Réponse
Vc fz apeb apfin R Lub LC
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (◦)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N 1,819
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 Y 1,461
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N 1,991
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y 1,794
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N 1,653
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 Y 1,8
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N 1,784
8 78 0,167 1,65 0,35 4 Y 1,486
9 66 0,15 2 0,25 2,5 Y 1,668
10 66 0,15 2 0,25 4 N 1,721
11 66 0,1 2 0,25 2,5 Y 1,452
12 66 0,2 2 0,25 4 N 1,406
13 66 0,15 1 0,25 4 N 1,58
14 66 0,15 3 0,25 2,5 Y 1,561
15 66 0,15 2 0 4 N 1,49
16 66 0,15 2 0,5 2,5 Y 1,587
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y 1,282
18 100 0,15 2 0,25 4 N 1,747
19 66 0,15 2 0,25 2,5 Y 1,501
20 66 0,15 2 0,25 4 N 1,458
Tableau 3.5 – Résultats expérimentaux pour les largeurs de corde
Facteurs Coefficients* Prob> |t| Remarques Prob> |F |
0,06
Intercept 1,7 0,0002 /
fz -2 0,234 Pas significatif
apfin 0,6 0,09 Moyennement significatif
Vc 0,004 0,15 Pas significatif
R -0,06 0,33 Pas significatif
Lubrification 0,11 0,03 Significatif
fz*R -4,8 0,053 Moyennement significatif
apfin*Vc -0,14 0,11 Pas significatif
apfin*R 2 0,04 Significatif
apfin*Lubrification -1,36 0,14 Pas significatif
*coefficients de la régression linéaire
Tableau 3.6 – ANOVA pour la LC
Le facteur le plus significatif sur la réponse LC, est la lubrification. L’utilisation de la lubrifica-
tion tend à diminuer LC. Nous savons que la lubrification joue plusieurs rôles lors de l’usinage. Le
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premier est d’améliorer le glissement aux interfaces outil/matière, ce qui a pour conséquence géné-
ralement de diminuer les efforts de coupe. La diminution de ces derniers peut entraîner une baisse
de l’écrouissage et donc de la largeur de corde. Le second rôle est de refroidir la zone de coupe,
ce qui va conduire à une baisse de la température. Ceci peut se traduire par une augmentation de
l’écrouissage et donc de la largeur de corde. Dans notre cas et en l’état actuel des choses, il ne nous
est pas possible de privilégier tel ou tel phénomène.
Dans une moindre mesure, la profondeur de passe en finition apfin a aussi un effet sur LC,
puisque quand elle augmente, LC diminue. Elle peut nous indiquer une prédominance de l’effet
thermique, puisque nous avons une section de copeau qui augmente avec apfin, et donc des efforts
de coupe et la température qui augmentent eux-aussi.
Pour finir, plusieurs études affirment que l’effet thermique entraîne un adoucissement et que l’ef-
fet mécanique un écrouissage [Ginting and Nouari, 2009][Hughes et al., 2006][Sun and Guo, 2009].
3.1.4 Efforts de coupe
Les réponses des efforts de coupe du plan d’expériences sont présentées dans les tableaux 3.7 et
3.8. Nous avons mesuré les efforts de coupe en ébauche (Fxeb, Fyeb, Fzeb) et en finition (Fxfin, Fyfin,
Fzfin). En ébauche nous n’avons pas pris en compte le facteur apfin et en finition nous n’avons pas
pris en compte le facteur apeb. Le calcul des réponses a été présenté dans le chapitre 3.
120
3.1. Résultats du plan d’expériences et discussions : usinage vers la surface
N◦ essai Paramètres machine Réponses
Vc fz apeb apfin R Lub Fxeb Fyeb Fzeb
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (N) (N) (N)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N -675,1 612,08 431,64
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 Y -685,5 708,16 520,22
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N -613,02 592,6 485,54
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y -306,96 312,7 453,06
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N -804,62 744,04 468,54
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 Y -1313,8 1520,6 915,42
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N -745,96 647,2 619,04
8 78 0,167 1,65 0,35 4 Y -761,28 753,52 704,39
9 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -841,3 840,64 483,52
10 66 0,15 2 0,25 4 N -860,92 796,36 666,34
11 66 0,1 2 0,25 2,5 Y -686,94 750,88 252,2
12 66 0,2 2 0,25 4 N -942,92 868,8 434,38
13 66 0,15 1 0,25 4 N -456,2 413,2 309,54
14 66 0,15 3 0,25 2,5 Y -1233,4 1267,4 293,8
15 66 0,15 2 0 4 N -833,28 746,08 446,06
16 66 0,15 2 0,5 2,5 Y -837,22 844,04 316,44
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y -976,74 853,2 350,46
18 100 0,15 2 0,25 4 N -850,46 910,94 439,2
19 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -1147,2 1191,4 363,46
20 66 0,15 2 0,25 4 N -827,26 727,42 430,8
Tableau 3.7 – Résultats expérimentaux pour les efforts de coupe en ébauche
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N◦ essai Paramètres machine Réponses
Vc fz apeb apfin R Lub Fxfin Fyfin Fzfin
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (N) (N) (N)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N -110,02 76,99 183,76
2 78 0,133 1,65 0,15 2,5 Y -107,22 94,75 219,3
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N -186,2 154,44 323,42
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y -121,06 167,64 315,26
5 54 0,167 1,65 0,15 2,5 N -106,62 86,87 185,19
6 78 0,167 1,65 0,15 2,5 Y -108,208 99,22 227,97
7 54 0,167 1,65 0,35 4 N -203,32 183,78 346,34
8 78 0,167 1,65 0,35 4 Y -228,28 203,94 393,21
9 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -121,23 142,14 255,86
10 66 0,15 2 0,25 4 N -138,68 97,09 254,26
11 66 0,1 2 0,25 2,5 Y -105,8 101,78 133,5
12 66 0,2 2 0,25 4 N -176,18 148,04 223,58
13 66 0,15 1 0,25 4 N -141,3 126,82 183,98
14 66 0,15 3 0,25 2,5 Y -141,06 131,72 157,74
15 66 0,15 2 0 4 N / / /
16 66 0,15 2 0,5 2,5 Y -232,8 220,06 192,32
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y -163,12 133,82 166,52
18 100 0,15 2 0,25 4 N -126,54 131,38 177,24
19 66 0,15 2 0,25 2,5 Y -137,34 137,38 159,78
20 66 0,15 2 0,25 4 N -140,36 123,28 173,98
Tableau 3.8 – Résultats expérimentaux pour les efforts de coupe en finition
Dans les tableaux suivants 3.9 et 3.10, sont présentés les ANOVA des réponses Fxeb, Fyeb, Fzeb,
Fxfin, Fyfin et Fzfin.
Nous avons observé que les facteurs les plus influents, sur les efforts de coupe en ébauche et en
finition, sont l’avance fz et la profondeur de passe ap. Lorsque fz et ap augmentent, les efforts de
coupe augmentent aussi. Cela est due à l’augmentation de la section de copeau. Ces résultats sont
conformes à la littérature [Alauddin et al., 1996] [Bouchnak, 2010].
Il est généralement établi que la vitesse de coupe Vc influe peu sur les efforts de coupe
[Bouchnak, 2010]. Dans notre étude, elle influe sur Fyeb et Fxfin. Des travaux ont aussi montré
cette tendance [Ugarte et al., 2012]. Lorsque Vc augmente Fyeb augmente et Fxfin diminue. Elle
n’intervient pas sur la même composante en ébauche et en finition, et pas dans le même sens.
[Poulachon, 2004] nous dit, lors de l’usinage d’aciers durcis, qu’au-dessus d’une certaine vitesse
de coupe, une tendance à l’augmentation de l’effort spécifique de coupe Kc, définie comme étant
l’effort de coupe ramené à la section du copeau non déformé, est observée. Ceci prouve un chan-
gement de comportement du matériau à ces vitesses. La plage de 260 à 440 m/min correspondrait
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Facteurs Coefficients* Prob> |t| Remarques Prob> |F |
Fxeb 0,0043
Intercept 275,7 0,45 /
fz -6657,32 0,0022 Très significatif
apeb -262,7 0,02 Significatif
Vc -1,85 0,48 Pas significatif
R 148,1 0,024 Significatif
Lubrification -14 0,74 Pas significatif
fz*apeb 15395 0,15 Pas significatif
Vc*R 9 0,08 Moyennement significatif
Vc*Lubrification -6,6 0,095 Moyennement significatif
Fyeb 0,0014
Intercept -386,2 0,28 /
fz 6796 0,002 Significatif
apeb 240,3 0,03 Significatif
Vc 5,9 0,035 Significatif
R -194 0,005 Très significatif
Lubrification -1,73 0,96 Pas significatif
fz*apeb -19102 0,075 Moyennement significatif
fz*Vc 635 0,018 Significatif
Vc*R -11 0,036 Significatif
Vc*Lubrification 7 0,064 Moyennement significatif
Fzeb 0,094
Intercept -31,6 0,93 /
fz 2987,2 0,09 Moyennement significatif
apeb -79,1 0,4 Pas significatif
Vc 1,33 0,6 Pas significatif
R 45,9 0,44 Pas significatif
Lubrification -56,1 0,2 Pas significatif
fz*Lubrification -3116 0,075 Moyennement significatif
apeb*R 268 0,054 Moyennement significatif
*coefficients de la régression linéaire
Tableau 3.9 – ANOVA pour les efforts de coupe en ébauche : Fxeb, Fyeb et Fzeb
à une zone de vitesse de coupe où le compromis écrouissage et adoucissement thermique serait le
meilleur. Avant 260 m/min, l’écrouissage semble prédominant et après 440 m/min, le caractère vis-
queux devient prédominant par rapport à l’adoucissement thermique. D’autres travaux ont observé
le même phénomène [Habak, 2006].
Dans notre étude, c’est un phénomène identique qui se produit. Le Ti6Al4V à un comportement
élasto-visco-plastique, cela va notamment se traduire par l’effet de la vitesse de déformation sur la
contrainte d’écoulement : l’augmentation de la vitesse de déformation fait augmenter la contrainte
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Facteurs Coefficients* Prob> |t| Remarques Prob> |F |
Fxfin 0,0001
Intercept 52,3 0,1 /
fz -868,6 0,0002 Très significatif
apfin -361,93 0,0001 Très sgnificatif
Vc 0,56 0,046 Significatif
R -3,4 0,6 Pas significatif
Lubrification 1,18 0,8 Pas significatif
fz*apfin -9320 0,005 Très significatif
fz*Vc -58 0,024 Significatif
Fyfin 0,0001
Intercept -78,3 0,0046 /
fz 624,8 0,0003 Très significatif
apfin 370,17 0,0001 Très significatif
Vc 0,02 0,9 Pas significatif
R 6,2 0,25 Pas significatif
Lubrification -10 0,014 Significatif
fz*Lubrification 3771 0,09 Moyennement significatif
Fzfin 0,0003
Intercept -194,1 0,036 /
fz 905 0,06 Moyennement significatif
apfin 666,3 0,0015 Très significatif
Vc 0,39 0,6 Pas significatif
R 18,3 0,4 Pas significatif
Lubrification -5,9 0,6 Pas significatif
apfin*R 1028 0,0002 Très significatif
*coefficients de la régression linéaire
Tableau 3.10 – ANOVA pour les efforts de coupe en finition : Fxfin, Fyfin et Fzfin
d’écoulement (figure 3.2). La contrainte d’écoulement est plus sensible à la vitesse de déformation
qu’à la température (ceci a été observé sur des essais de traction à chaud avec différentes vitesses
de déformation, voir chapitre 2), ce qui va se traduire par un enlèvement de matière plus difficile
et donc une augmentation des efforts de coupe.
Le R est quant à lui significatif sur les composantes Fxeb et Fyeb. Losqu’il augmente, les efforts
de coupe diminuent. Sur la figure 3.3, nous avons représenté schématiquement la section de copeau
pour une profondeur de passe et une avance donnée, seul le rayon de bec change. La diminution de
Fxeb s’explique par une diminution de la section de copeau réelle lorsque le R augmente. En effet, les
sections de copeaux théoriques sont quasi identiques lorsque R évolue. Par contre, l’augmentation
de R crée un amincissement du copeau et fait apparaître un phénomène de copeau mini sur sa
partie inférieure. La section réelle du copeau est donc inférieure à la section théorique représentée
sur la figure (zone hachurée) 3.3. En ce qui concerne l’effort Fyeb, l’augmentation du rayon de bec
124
3.1. Résultats du plan d’expériences et discussions : usinage vers la surface
Figure 3.2 – Effet de la vitesse de déformation sur la contrainte d’écoulement (représentation
schématique)
R modifie la surface latérale de l’outil. L’effort sur la surface de dépouile latérale résultant du
retour élastique post-usinage est lui aussi modifié : l’orientation globale de l’effort est modifiée, la
composante de cet effort sur la direction y est diminuée.
Figure 3.3 – Représentation schématique de la section de copeau en fonction de R
La lubrification n’est significative que sur la composante Fyfin. L’utilisation de la lubrification
fait augmenter Fyfin. Il semblerait qu’avec la lubrification, on aurait moins le phénomène de tar-
tinage (n’a pas été observé dans notre étude), c’est-à-dire que la matière aura moins tendance à
glisser sous l’outil (face de dépouille). Effectivement, l’effet thermique va se traduire par un état de
la matière proche du visqueux et donc rendre délicat la séparation de la matière. Quant aux autres
composantes, l’influence de la lubrification n’est pas significative. Cela peut sembler surprenant
mais se justifie par une non pénétration de la lubrification dans le contact outil/pièce (comme l’a
montré [Claudin et al., 2010]).
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3.2 Résultats des essais de fatigue et discussions : sur-
face vers la fatigue
Dans le chapitre 3, la fabrication des éprouvettes et le montage de fatigue sont décrits. Les
gammes utilisées pour réaliser les éprouvettes de fatigue vont être présentées dans la suite. Chaque
gamme sera testée pour deux niveaux de chargement : niveau 1 (σmax1=716 MPa) et niveau 2
(σmax2=645 MPa). Elles ont été déterminées afin d’obtenir une durée de vie comprise entre 105 et
106 cycles. Pour chaque niveau, deux éprouvettes vont être testées. Au total, 24 essais de fatigue
ont été réalisés pour mettre en évidence les critères de l’intégrité de surface influant sur la durée
de vie en fatigue.
3.2.1 Sélection des gammes d’usinages pour les essais de fatigue
Les gammes d’usinage devaient intégrer initialement les trois paramètres de l’intégrité de sur-
face : la rugosité, les contraintes résiduelles et la microstructure. Les résultats du chapitre précédent
n’ont pas montré d’effet de l’usinage sur la microstructure. Ainsi deux réponses ont été prises en
compte pour le choix des gammes : la rugosité et les contraintes résiduelles. La démarche a été
d’identifier entre la rugosité et les contraintes résiduelles lequel de ces paramètres influaient le
plus sur la durée de vie en fatigue. Pour cela nous avons choisi de croiser faible/forte rugosité et
faible/forte valeur de contraintes résiduelles en compression. Les six gammes d’usinage retenues à
partir du plan d’expériences pour étudier le comportement en fatigue sont les suivantes :
– Forte CR et faible rugosité : essai 1 ;
– Forte rugosité et faible CR : essai 18 ;
– Forte rugosité et forte CR : essai 3 ;
– Valeurs intermédiaires : essais 4, 12 et 17.
Dans le tableau 3.11, sont présentées les conditions de coupe et les réponses des gammes d’usi-
nage choisies. Nous vérifierons par la suite que le paramètre métallurgique (LC) n’a pas d’effet sur
la durée de vie en fatigue.
N◦ essai Paramètres machine Réponses
Vc fz apeb apfin R Lub Ra Rt Rz CR LC
(m/min) (mm/tr/dt) (mm) (mm) (mm) (µm) (µm) (µm) (MPa) (◦)
1 54 0,133 1,65 0,15 2,5 N 0,312 3,166 1,992 -264 1,819
3 54 0,133 1,65 0,35 4 N 0,684 4,596 3,79 -261 1,991
4 78 0,133 1,65 0,35 4 Y 0,38 3,11 2,342 -292 1,794
12 66 0,2 2 0,25 4 N 0,412 3,134 2,49 -114 1,406
17 32 0,15 2 0,25 2,5 Y 0,47 3,73 3,038 -215 1,282
18 100 0,15 2 0,25 4 N 0,528 3,242 2,842 0 1,747
Tableau 3.11 – Gammes d’usinage et réponses pour les essais de fatigue
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3.2.2 Résultats des essais de flexion plane à 4 points
Les éprouvettes prismatiques sont sollicitées sous un rapport de charge de 0,1 en flexion plane à
4 points. Les deux niveaux de contraintes maximales appliqués sont constants pendant l’essai. Les
résultats sont présentés sur la courbe figure 3.4, qui montre les contraintes maximales appliquées
(σmax1 et σmax2) en fonction de la durée de vie pour les différentes gammes d’usinage.
Figure 3.4 – Courbe de fatigue en fonction des deux niveaux de chargement
Nous n’avons pas observé d’influence significative de la rugosité sur la durée de vie en fatigue
(figure 3.5). Des surfaces avec de fortes rugosités ont généré de grandes durées de vie en fatigue. Par
exemple pour l’essai 3, nous avons une rugosité Ra = 0,684 µm et des contraintes résiduelles CR =
-261 MPa qui génére l’une des meilleures durée de vie, alors que l’essai 18 avec une rugosité Ra =
0,528 µm et des CR = 0 MPa, présente un abattement de la durée vie d’un facteur 10 environ. Les
essais 1 et 3 amènent à une durée de vie en fatigue équivalente malgré des rugosités très différentes.
Cela tend à prouver l’absence d’influence de la rugosité sur la durée de vie.
La rugosité n’étant pas influente, nous nous sommes posé la question de l’influence du coefficient
de concentration local (Ktlocal), induit par le profil de rugosité, sur la durée de vie. Le Ktlocal est
calculé d’après la méthode développée par [Limido, 2008], décrite dans le chapitre 3. Il nous faut
définir la longueur caractéristique (Lc), qui est utilisée comme filtre pour séparer la partie influente
du profil brut pour le calcul de Ktlocal. Cette longueur caractéristique est déterminée par l’équation
3.2 proposé par [El Haddad et al., 1979] :
Lc = 1
pi
(∆Kth
∆σ0
)2
(3.2)
avec :
– ∆Kth : seuil de propagation ;
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(a) (b)
(c) (d)
Figure 3.5 – Rugosité Ra et Rt en fonction de la durée de vie pour deux niveaux de chargement
– ∆σ0 : limite d’endurance.
Dans le tableau 3.12, sont présentées les valeurs utilisées pour le calcul de Lc (∆Kth et ∆σ02).
Elles sont issues du fournisseur matériau et ont été donc déterminées pour un Ti6Al4V avec une
microstructure bimodale et pour un rapport de charge de 0,1. Quant à nos résultats de fatigue, ils
nous permettent d’approcher une limite d’endurance ∆σ01 (définit ultérieurement, figure ??). En
ce qui concerne la valeur de ∆Kth, nous avons utilisé celle donnée par le fournisseur. Cette valeur
est obtenue sur des éprouvettes de propagation de type CT.
∆Kth ∆σ01 ∆σ02
(MPa
√
m) (MPa) (MPa)
8 342 621
Tableau 3.12 – Données d’entrée
Les valeurs de la longueur caractéristique Lc et de Ktlocal sont données dans les tableaux 3.13
et 3.14. Avec Kt1local pour ∆σ01 et Kt2local pour ∆σ02. Le calcul de Ktlocal se réalise à l’aide des
mesures de 5 profils dans la zone utile et le profil ayant le Kt le plus élevé est retenu.
Sur les figures 3.6 et 3.7, sont présentées les Kt1local×σmax et Kt2local×σmax en fonction des
durées de vie. Nous n’observons pas d’effet du Ktlocal sur la durée de vie, il n’est donc pas le critère
pilotant cette dernière.
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∆σ01 ∆σ02
Lc (µm) 174 53
Tableau 3.13 – Longueur caractéristique Lc
Gammes Ra Rt Rz Kt1local Kt2local
1 0,25 2,09 1,64 1,04 1,08
3 0,56 3,9 3,13 1,06 1,18
4 0,39 3,15 2,41 1,05 1,16
12 0,44 2,9 2,5 1,04 1,13
17 0,43 3,37 2,8 1,07 1,16
18 0,6 3,76 3,31 1,04 1,16
Tableau 3.14 – Valeurs de Ktlocal pour les différentes gammes d’usinage testées en fatigue
Figure 3.6 – Kt1local×σmax en fonction de la durée de vie
Quant à la largeur de corde LC, pas d’observation d’un effet significatif sur la durée de vie (3.8).
Effectivement, on peut voir que l’essai 17 avec une LC faible, possède une plus grande durée de vie
que l’essai 18 et 12 avec leur LC plus importante. D’un autre côté, les essais 1 et 3 avec des LC les
plus élevées présentent une grande durée de vie.
A l’inverse, l’effet des CR semble être prépondérant sur la durée de vie. En effet, plus elles sont
en compression et meilleure est la durée de vie. Pour traduire cette hypothèse, nous avons considéré
que la contrainte max locale (σmaxlocale) en surface pouvait être un bon indicateur de l’effet des
contraintes résiduelles. Cette contrainte est définie comme suit :
σmaxlocale = σmaxappliquée + CR (3.3)
avec :
– CR : contrainte résiduelle ;
– σmaxappliquée : contrainte max appliquée (dans notre cas 716 ou 645 MPa).
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Figure 3.7 – Kt2local×σmax en fonction de la durée de vie
(a) (b)
Figure 3.8 – Durée de vie en fonction de la largeur de corde LC pour deux niveaux de chargement
La mesure des contraintes résiduelles résulte de l’intégrale des contraintes sur une profondeur
d’environ 30 µm (profondeur de pénétration des rayons X). La contrainte max locale correspondra
au chargement estimé au volume de matière correspondant à cette profondeur.
La figure 3.9 montre l’évolution de cette contrainte corrigée en fonction de la durée de vie.
On constate un regroupement de l’ensemble des points expérimentaux quelle que soit la gamme
d’usinage qu’ils représentent sur une courbe. Nous remarquons aussi qu’une asymptote se dessine
aux alentours des 380 MPa. Cette dernière nous donne une nouvelle limite de fatigue ∆σ01 (figure
3.9). Cette limite est définie sur un matériau considéré sans contraintes résiduelles (σR = 0),
ces dernières sont prises en compte dans la définition du chargement vu par l’éprouvette. Nous
remarquons qu’elle est inférieure à celle généralement admise pour ce type d’alliage. Une loi de
type puissance (3.4) permet de décrire cette évolution avec une faible dispersion (R2=0,85).
σmaxlocale = 1, 535× 108Nr−1,105 + 362, 2 (3.4)
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Figure 3.9 – Courbe de fatigue corrigée
Afin d’estimer un modèle de fatigue, on trace également un graphique logarithmique avec Nr
calculé en fonction de Nr expérimental (figure 3.10). Le modèle est considéré comme valide, si les
points expérimentaux sont compris entre Nr/2 et 2Nr. Nous observons une bonne estimation pour
les durées de vie faibles mais dès que l’on dépasse les 106 cycles, le modèle estime moins bien les
valeurs. Cependant elles restent dans l’intervalle de tolérance.
Figure 3.10 – Dispersion du modèle basé sur les CR
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3.2.3 Observation des faciès de rupture
Les figures 3.11 et 3.12 montrent les faciès de rupture, observés au MEB, de deux gammes
d’usinage : l’essai 1 (grande durée de vie) et l’essai 18 (faible durée de vie). Sur les fractographies,
on distingue la zone d’amorçage stade I délimitée par l’ellipse blanche ainsi que le stade II cor-
respondant à la propagation de fissures longues. Le stade I se caractérise par un état de surface
rugueux sur lequel on distingue des facettes de clivage indiquant une rupture fragile (figures 3.11b
et 3.12b). Le stade II est lui aussi rugueux et correspond à du clivage. Nous observons que la zone
d’amorçage est plus grande pour les grandes durées de vie (CR de compression élevées) que pour
les faibles durées de vie (CR de compression faibles) (figures 3.11a et 3.12a). Nous n’avons pas
observé de déplacement de la zone d’amorçage en profondeur, dans les grandes et faibles durées de
vie. Les mécanismes de rupture sont les mêmes pour l’ensemble des éprouvettes de fatigue, à savoir
très proche de la surface. Ces observations ont aussi été réalisées sur les autres gammes d’usinage
(voir annexe A).
Figure 3.11 – Faciès de rupture de l’essai 1 pour σmax1 : (a) observation stade I et II des fissures,
(b) détail du site d’amorçage (stade I)
Figure 3.12 – Faciès de rupture de l’essai 18 pour σmax1 : (a) observation stade I et II des fissures,
(b) détail du site d’amorçage (stade I)
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3.2.4 Discussion des résultats de fatigue
Dans notre étude, nous observons que les CR sont le paramètre le plus influent sur la durée
de vie en fatigue (Nr). Selon l’état de ces CR, compression, elles peuvent améliorer ou diminuer
Nr. En effet, les éprouvettes ayant les CR de compression les plus élevées sont associées aux Nr
les plus longues. Ce phénomène a été observé dans d’autres études, [Javidi et al., 2008] pour l’acier
34CrNiMo6 en tournage et [Smith et al., 2007] pour l’acier AISI52100 en tournage également.
Les contraintes résiduelles peuvent modifier :
– la vitesse de propagation de fissure ;
– le chargement local que l’on considère souvent comme une contrainte moyenne.
[Ludian and Wagner, 2008], étudient l’amélioration de la durée de vie de fatigue du Ti6Al4V à
l’aide de traitement mécanique, notamment le grenaillage (SP pour shot peening). Ils nous disent,
que les différentes étapes de la vie d’une éprouvette (sans entailles) lors d’un essai de fatigue sont
caractérisées par une initiation de fissures, une propagation de fissures microscopiques puis macro
jusqu’à la rupture finale (figure 3.13). Les traitements de surface mécaniques vont principalement af-
fecter l’initiation et la propagation des fissures. Quant à la propagation des fissures longues (macro)
et la rupture finale, elles ne sont pas influencées par ces derniers.
Figure 3.13 – Les différentes étapes de la vie d’une éprouvette (sans fissure) lors d’un essai de
fatigue
Ils montrent sur la figure 3.14, que la propagation des fissures est plus fortement retardée pour
une surface grenaillée (SP) que pour une surface électropolie (EP) malgré une bien meileure rugosité.
Selon eux, les CR de compression introduites par le SP améliorent la durée de vie en retardant la
propagation des fissures. Une augmentation du taux de dislocations (écrouissage) est aussi générée
par le SP, ce qui aura pour effet de retarder l’initiation de fissures. Ils observent également que
les fissures s’initient en sous-surface, dans une zone ou la contrainte résiduelle est en traction et
maximale.
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Figure 3.14 – Croissance d’une microfissure pour un alliage de titane pour deux types de surface
(éprouvette cylindrique) : EP et SP (R=-1, σa=775 MPa) [Ludian and Wagner, 2008]
En ce qui nous concerne, nous observons un effet bénéfique des CR de compression dans la
zone d’amorçage, elles ont pour effet de retarder la propagation de fissures. Effectivement, pour
une éprouvette à grande durée de vie et donc à forte CR de compression, la fissure naît dans une
zone d’amorçage comprimée et grande, ensuite elle devra la traverser. A l’inverse, pour une faible
durée de vie et faible CR de compression, la fissure devra traverser une zone beaucoup plus petite.
Dans le cadre de notre étude, la zone d’amorçage est très proche de la surface et en plein dans la
couche en compression. La fissure s’initie en plein dans cette zone.
Enfin, nous ne pouvons pas exclure que les CR de compression impactent la charge appliquée,
c’est-à-dire que localement l’éprouvette ayant de fortes CR de compression, va percevoir une charge
plus faible. Par exemple, une charge de 700 MPa appliquée à une éprouvette ayant des contraintes
résiduelles de compression en surface de -300 MPa, verra localement une charge de 400 MPa. Par
ailleurs, la contrainte moyenne peut également être affectée, d’autant plus que les alliages de titane
sont sensibles à cette dernière [Leyens and Peters, 2003]. Les mécanismes de cette sensibilité ne sont
pas encore entièrement compris. Cependant, ce qui peut être dit c’est que le degré de sensibilité
dépend de la texture cristallographique et de la direction de chargement.
3.3 Lien usinage/fatigue : amélioration de la durée de
vie
Dans les paragraphes précédents, nous avons mis en évidence l’impact des paramètres d’usinage
sur l’intégrité de surface et le paramètre influent de cette dernière sur la durée de vie en fatigue.
Ce paramètre correspond aux contraintes résiduelles. Elles doivent être en compression et élevées
afin de doper la durée de vie en fatigue. La question qui vient à nous : comment sélectionner les
paramètres d’usinage en vue d’améliorer la durée de vie en fatigue ?
L’objectif de ce paragraphe est de déterminer les conditions de coupe générant les CR les plus
compressives possibles. Le plan d’expériences, nous indique qu’il faut une vitesse de coupe (Vc)
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et une avance (f) faible, un petit rayon de bec (R) et l’utilisation de la lubrification. Quant à la
profondeur de passe, elle est très peu significative sur les CR, nous avons donc décidé de la prendre
élevée afin d’augmenter le taux d’enlèvement de matière et de ne faire qu’une passe d’usinage.
En effet, nous avons remarqué dans les premières observations faites dans le chapitre 3, que les
profondeurs de passe élevées avaient peu d’influence voire pas du tout sur la microdureté et la
déformation plastique sous la surface usinée. Ces conditions ont été comparées à celles industrielles,
qu’on a nommé référence. Elles sont présentées dans le tableau 3.15 ainsi que les réponses de rugosité
(Ra, Rt et Rz) et de contraintes résiduelles. Nous avons vu précédemment que la largeur de corde
LC et le coefficient de concentration de contrainte Kt ne sont pas influents sur la durée de vie en
fatigue. C’est pourquoi ils ne sont pas présentés. Quant à la rugosité, elle reste un critère pour
définir la qualité d’une surface. Les essais sont réalisés avec cinq dents.
L’optim2 possède les mêmes conditions de coupe que l’optim1 sauf en ce qui concerne le rayon
de bec où nous avons décidé d’utiliser celui de la gamme référence (R=6,2 mm). Le but étant de
voir son influence sur la rugosité et les contraintes résiduelles. La gamme référence est une gamme
conventionnelle, utilisée dans le domaine aéronautique pour des opérations de fraisage des alliage
de titane. Elle possède une opération d’ébauche et de finition.
Gammes d’usinage Vc f apeb apfin R Ra Rt Rz CR
(m/min) (mm/tr) (mm) (mm) (mm) µm µm µm (MPa)
Référence
Eb 50 0,1 3 / 6,2
1,06 5,9 5,22 -159
Fin 60 0,1 / 0,5 6,2
Optim 1 32 0,1 / 3,5 2,5 1,14 6,52 5,51 -297,5
Optim 2 32 0,1 / 3,5 6,2 0,8 4,75 4,2 -242,5
Tableau 3.15 – Gamme industrielle de référence et gammes optimisées
Des éprouvettes de fatigue ont été réalisées avec ces conditions et les résultats de fatigue associés
sont présentés dans la figure 3.15. Une courbe, définit à partir du modèle précédent, est tracée afin
d’observer la bonne correlation des valeurs expérimentales.
Tout d’abord, on constate que l’utilisation de cinq dents a pour effet d’augmenter la rugosité
d’un facteur 2 par rapport aux essais du plan d’expériences (tableau 3.15). Le modèle proposé est
valable sur une plage de rugosité fixée par le plan d’expériences. Les rugosités mesurées pour les
essais complémentaires (optim1 et optim2) sortent de cette plage, néanmoins cela n’altère en rien la
qualité du modèle. D’autre part, les contraintes résiduelles sont environ deux fois plus grandes pour
les gammes optim1 et optim2 que pour la gamme référence. Il est à noter que malgré des valeurs
de contraintes résiduelles proches (-297,5 MPa pour optim1 et -242,5 MPa pour optim2), les durées
de vie obtenues sont fortement différentes. Cela peut s’expliquer en partie par une incertitude non
négligeable sur la mesure de la contrainte résiduelle d’optim2.
En conclusion nous observons que les meilleures durées de vie sont générées par la gamme
d’usinage optim1. Par exemple, pour le chargement σmax1, la durée de vie en fatigue de la gamme
optim1 s’est trouvé améliorée d’un facteur 2,7 par rapport à la gamme industrielle de référence. Ce
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Figure 3.15 – Comparaison entre les gammes optimisées et la gamme référence
résultat est particulièrement significatif. L’hypothèse du modèle prenant en compte les contraintes
résiduelles dans la charge appliquée décrit correctement le comportement en fatigue.
3.4 Conclusion
Dans le contexte aéronautique actuel, deux visions de l’avenir se dessinent dans le monde de la
fabrication :
– Une continuité des méthodes actuelles basée sur un ratio buy-to-fly faible : afin de maintenir
une productivité importante, les conditions de coupe utilisées sont élevées, l’usure des outils
est accrue, le taux de matière à recycler est important, les machines UGV onéreuses et spé-
cialisées. On voit aussi apparaître dans ce contexte des aides à la coupe de type cryogénie,
chauffage laser, lubrification très haute pression, etc. Ces moyens nécessitent une mise au
point minutieuse des process. Sans remettre en cause ces démarches, souvent adaptées au
dopage du débit copeaux ou à l’usinage d’alliages réfractaires et durs de plus en plus difficiles
à usiner, en général l’augmentation de la vitesse de coupe tend à créer des contraintes rési-
duelles de surface en traction néfastes à la durée de vie de la pièce. Un traitement ultérieur
de la surface est ainsi souvent appliqué.
– Une remise en question générale permettant l’obtention d’un ratio buy-to-fly important, le
near net shape : le taux de matière à enlever étant beaucoup plus faible on peut se permettre
des conditions de coupe moins sévères. Notre étude s’inscrit dans cette piste de travail.
Nous avons constaté que l’ensemble des éprouvettes usinées n’ont pas été déformées malgré
une faible épaisseur de ces dernières (3,5 mm) et des contraintes résiduelles de compression élevées
en surface (-300 MPa). Ceci nous amène à penser que la libération des contraintes internes par
l’usinage est probablement à l’origine des déformations globales des pièces aéronautiques.
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Nos résultats peuvent être résumés de la manière suivante dans le cas du Ti6Al4V : le lien
usinage/surface a été établi, nous avons pu ainsi observer l’impact des paramètres d’usinage (Vc, f,
etc) sur l’intégrité de surface ; nous avons par la suite étudié le lien surface/fatigue. La conclusion à
laquelle les résultats nous ont amenés est la suivante : les paramètres géométrique et métallurgique
ne sont pas influents sur la durée de vie en fatigue, seul le paramètre mécanique la pilote. En effet,
les CR semblent être le meilleur indicateur notamment celles en compression puisqu’elles retardent
l’amorçage et modifient le chargement vu par l’éprouvette. Les CR de compression sont bénéfiques à
la durée de vie en fatigue. Un modèle phénoménologique est proposé afin de décrire le comportement
en fatigue. Ce modèle nous a permis de définir une nouvelle limite de fatigue qui est inférieure à
celle généralement admise pour ce type d’alliage. Nous avons également observé que les mécanismes
de rupture étaient identiques sur l’ensemble des éprouvettes de fatigue, à savoir très proche de la
surface.
Afin d’améliorer la durée de vie en fatigue, l’usinage doit créer des contraintes résiduelles com-
pressives élevées. Le lien usinage/surface nous a permis de définir les conditions de coupe privilégiant
cet état de contraintes : une vitesse de coupe et une avance modérées, un petit rayon de bec et
l’utilisation de la lubrification. La pronfondeur de passe quant à elle n’est pas significative, dans un
objectif de productivité, nous avons privilégié une valeur élevée. Ces conditions de coupe nous ont
permis d’améliorer la durée de vie de +275% par rapport à des conditions de coupe référence. L’hy-
pothèse du modèle phénoménologique prenant en compte les CR dans la charge appliquée a décrit
correctement le comportement en fatigue. L’utilisation de machines classiques moins onéreuses est
adaptée à ce type de conditions de coupe.
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4.1 Objectif
Le développement d’un modèle numérique de coupe orthogonale n’est pas l’objet de cette thèse.
Ce travail à lui seul nécessite une thèse entière. La modélisation d’une opération de fraisage ne peut
être abordée sans avoir développée au préalable un modèle 2D. Les phénomènes qui interviennent
pendant la coupe sont complexes et très délicats à appréhender. La sensibilité à l’écrouissage, à
l’adoucissement thermique et à la vitesse de déformation sont des phénomènes couplés entre eux
et qui ne peuvent être traités séparément. De plus ils interviennent dans une zone très localisée
de quelques microns. Le but modeste affiché dans ce chapitre est d’appréhender les méthodes
numériques de simulation de la coupe et de les évaluer en comparant leurs résultats avec ceux des
essais de coupe orthogonale.
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4.2 Coupe orthogonale
Les géométries d’outils de fraisage sont souvent complexes et complètement tridimensionnelles.
L’étude directe des mécanismes de coupe sur des fraises de ce type est très difficile car les conditions
de coupe évoluent tout au long de l’arête de coupe. C’est pour ces raisons que les premières études se
sont concentrées sur un type d’usinage particulier : la coupe orthogonale. La majorité des modèles
de coupe actuels (numériques ou analytiques) sont basés sur cette approche.
Les conditions de coupe orthogonale sont rencontrées quand l’arête de l’outil est rectiligne et
perpendiculaire au mouvement d’avance de l’outil. Sur un tour (figure 4.1), la coupe orthogonale
peut être réalisée par l’usinage d’un disque (le mouvement de l’outil est radial, la largeur de coupe w
est l’épaisseur de disque) ou par l’usinage d’un tube (le mouvement d’avance est cette fois axial, la
largeur de coupe w est l’épaisseur du tube), l’épaisseur de matière retirée à chaque tour correspond
à l’avance par tour. L’usinage à l’étau limeur peut être assimilé à de la coupe orthogonale. La
coupe orthogonale n’a pratiquement aucune application industrielle mais permet de se placer dans
un cadre bidimensionnel. L’étude de la coupe orthogonale peut être la base d’études plus complexes
développées pour des applications industrielles.
Figure 4.1 – Exemples de coupe orthogonale : (a) usinage d’un disque avec une avance radiale de
l’outil, (b) usinage d’un tube avec une avance axiale de l’outil [Fontaine, 2004]
Les hypothèses principales de la coupe orthogonale sont :
– la coupe est supposée uniforme le long de l’arête ;
– l’arête de coupe est rectiligne et perpendiculaire à la direction de coupe (direction de la vitesse
de coupe) ;
– la largeur de coupe w est grande devant l’épaisseur du copeau non déformé t0.
Nous pouvons alors supposer que le copeau se forme en coupe orthogonale sous des conditions
de déformations planes. Les surfaces latérales de la pièce et du copeau sont libres et de ce fait les
efforts exercés par la matière sur l’outil s’appliquent uniquement dans deux directions : la direction
de coupe et la direction d’avance. Ces efforts seront notés Fv et Ff (figure 4.2).
En coupe orthogonale, un copeau se forme au voisinage de l’arête de coupe et une nouvelle
surface est obtenue (surface usinée). Nous retrouvons sur la figure 4.2 la largeur de coupe w,
l’épaisseur de matière retirée notée t0 encore appelée épaisseur de copeau non déformé ou avance,
ainsi que la vitesse de coupe Vc.
Sur cette figure il convient de distinguer 3 zones où les phénomènes thermomécaniques se pro-
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Figure 4.2 – Formation du copeau en coupe orthogonale [Fontaine, 2004]
duisent et interagissent :
– La zone 1 ou zone de cisaillement primaire : c’est le lieu de séparation du copeau de la pièce.
Il est caractérisé dans la plupart des modèles par un plan de cisaillement autour duquel la
matière change brutalement de direction. Cette brusque variation de direction provoque un
phénomène de grande déformation très rapide car très localisé. Il en résulte une très forte
augmentation de la chaleur dans la zone située autour de ce plan de cisaillement. C’est aussi
la principale source de chaleur qui entre dans la pièce ;
– La zone 2 ou zone de cisaillement secondaire : cette partie correspond à l’interface entre la
face de coupe de l’outil et le copeau. Elle est le siège d’un écrouissage important de la face
interne du copeau lié au frottement intense qui en s’ajoutant à la contribution calorifique de
la zone de cisaillement primaire fait atteindre les valeurs maximales de températures dans la
zone de coupe. Elle est entre autre responsable de l’usure en cratère sur la face de coupe et
de la formation d’une arête rapportée qui vont provoquer une usure prématurée de l’outil ;
– La zone 3 ou zone de cisaillement tertiaire : elle se situe entre la face de dépouille et la surface
usinée. En frottant sur la pièce, l’outil crée une troisième source de chaleur et de déformations.
Elle donne naissance à une usure en dépouille, suite au retour élastique de la matière après
le passage de la pointe de l’outil. L’état de surface est lié principalement à cette zone.
Ces essais ont été menés sur un étau limeur. L’étau limeur est une machine semblable à la rabo-
teuse. Il peut effectuer des travaux comme l’usinage de surfaces horizontales, verticales et inclinées.
Il peut également faire le taillage de rainures rectilignes à profils divers. L’étau limeur est employé
pour l’usinage de pièces petites et moyennes. Actuellement toutes ces opérations peuvent être réali-
sés par des machines d’autres types (fraiseuse, machine à brocher) mais à plus forte productivité et
puis la complexité des pièces rend impossible l’utilisation de l’étau limeur. C’est pourquoi il reste
peu de machines de ce type dans les ateliers et elles sont en train de disparaître de la chaine de
production.
4.2.1 Essais expérimentaux
Cette étude utilise un étau limeur de type RS-55 de marque HERMES. La profondeur de coupe
et l’amplitude (course du chariot) sont réglables. L’avance peut être ajustée avec un pas de 0,1
mm entre 0 et 1 mm et la fréquence de coupe par pas de 16, 25, 40, 64, 100 et 160 coups/min. La
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capacité de la machine est limitée par la combinaison entre l’amplitude et la fréquence de coupe
qui correspond à une vitesse de déplacement max de l’outil. L’évolution de la vitesse de coupe en
fonction du temps est décrite par une fonction sinusoïdale. Elle peut néanmoins être considérée
comme constante si l’amplitude du déplacement de l’outil est grande par rapport à la dimension
de la pièce à usiner et que celle-ci se trouve au milieu de la course de l’outil. Il est donc nécessaire
de s’imposer des amplitudes de déplacement de l’outil les plus grandes possibles et d’adopter la
fréquence restante dans le domaine de fonctionnement possible de la machine. Cela permet permet
de définir la vitesse de coupe max utilisée dans l’étude. Sur les figures 4.3 et 4.4, sont présentées
le dispositif expérimental monté sur l’étau limeur et une représentation schématique des essais
expérimentaux. Les efforts Fx et Fz représentent respectivement les efforts dans les directions de
coupe et d’avance (Fv et Ff ).
Figure 4.3 – Dispositif expérimental pour la coupe orthogonale
Figure 4.4 – Schéma de la coupe orthogonale
Nous avons utilisés 3 vitesses de coupe (Vc) 32, 20 et 12,8 m/min et 3 épaisseurs de copeau non
déformé (t0) ou avances 0,1-0,2-0,3 mm. La profondeur de passe ou largeur de coupe w est fixée à
4 mm. Au total, 9 essais pour réaliser cette étude. Les paramètres d’usinage sont présentés dans le
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tableau 4.1. Tous les essais sont réalisés à sec.
N◦ essai Vc (m/min) t0 (mm)
1 0,1
2 32 0,2
3 0,3
4 0,1
5 20 0,2
6 0,3
7 0,1
8 12,8 0,2
9 0,3
Tableau 4.1 – Paramètres d’essais pour la coupe orthogonale
4.2.2 Outil de coupe
L’outil utilisé est une plaquette de fraisage pour une utilisation générale comme le rainurage,
le fraisage d’épaulement et le surfaçage. C’est un outil de type TPKN 1603PPFR IC28 de marque
Iscar. Elle est en carbure non revêtue avec un angle de dépouille de 11◦. La géometrie et les
dimensions de la plaquette sont données dans la figure 4.5 et le tableau 4.2. Le rayon d’acuité
d’arête a été mesurée et vaut 15µm.
Figure 4.5 – Plaquette pour la coupe orthogonale
di (mm) l (mm) S (mm) F (mm)
9,53 16,5 3,18 1,4
Tableau 4.2 – Dimensions de la plaquette
L’outil est monté sur un porte-plaquette de type CTFPL (figure 4.6). Ses dimensions sont
données dans le tableau 4.3. Une fois l’outil monté sur le porte-plaquette, nous avons un angle de
coupe de 5,92◦ et un angle de dépouille de 5,26◦, valeurs que nous réutiliserons dans la modélisation
numérique. Ces valeurs ont été obtenues sur un projecteur de profil et moyennées sur 3 mesures.
4.2.3 Moyens de mesure
L’étau limeur est instrumenté de manière à pouvoir faire des relevées d’efforts de coupe et
observer la formation du copeau lors de la coupe.
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Figure 4.6 – Porte-plaquette
h (mm) b (mm) l1 (mm) l2 (mm) f (mm) Ga (◦) Gr (◦)
20 20 125 22 25 0 -6
Tableau 4.3 – Dimensions du porte-plaquette
En ce qui concerne les efforts de coupe, nous utilisons une platine Kistler de type 9257B, la
même que celle utilisée pour le fraisage. La fréquence d’échantillonnage a été fixée à 2000 Hz avec
un temps d’acquisition de 10 s.
Une caméra infra rouge a été utilisée afin d’observer la température mise en jeu lors de l’usinage.
Le choix s’est porté vers une caméra de marque FLIR TERMACAM A40M. Elle possède une
résolution de 320*240px et une fréquence de 50 Hz.
La morphologie du copeau est observée à l’aide d’un système de mesure de surface de marque
Alicona et de type InfiniteFocusSL. Une caméra rapide de marque FastCam Photron a pour but
d’observer la formation du copeau et son écoulement le long de la face de coupe. La caméra rapide
a été réglée à 3000 images/s.
4.3 Résultats expérimentaux et discussions
Les mesures de température à l’aide de la caméra infra rouge n’ont pas pu être exploitées. D’une
part la fréquence d’acquisition de 50 Hz (trop faible) ne permettant pas d’avoir d’image à chaque
passage d’outil. D’autre part la trop faible résolution de la caméra n’apportait pas d’informations
intéressantes dans la zone de coupe. Les résultats ne sont donc pas présentés.
Les vidéos obtenues par la caméra rapide n’ont rien apporté sur la compréhension de la formation
du copeau. Cependant des images des essais sont présentées en annexe C ainsi que celles des copeaux.
Les valeurs d’efforts de coupe sont moyennées dans une zone stable, après l’entrée de l’outil
dans la matière et avant sa sortie. Les résultats sont présentés dans les figures 4.7 et 4.8.
Nous observons d’abord que les efforts Fx (suivant la direction de coupe) sont toujours plus
élevés que les efforts Fz (suivant la direction d’avance), quels que soient les paramètres de coupe
utilisés. Nous remarquons une quasi stabilité des efforts de coupe avec l’augmentation de la vitesse
144
4.3. Résultats expérimentaux et discussions
Figure 4.7 – Evolution des efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe
Figure 4.8 – Evolution des efforts de coupe en fonction de l’avance
de coupe voire une diminution. Les efforts Fx augmentent fortement et quasi linéairement avec
l’avance, quelle que soit la vitesse de coupe. Cela est dû au fait que le volume de matière à enlever
est plus important lorsque l’avance augmente. Nous remarquons également que les efforts Fz sont
moins sensibles à l’avance que les efforts Fx.
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4.4 Modélisation numérique de la coupe orthogonale
Le modèle présenté ci-dessous reprend l’étude de [Zhang et al., 2011]. Le modèle a été dévoloppé
et effectué au LAMCOS de Lyon, ce qui a d’ailleurs fait l’objet d’une collaboration.
4.4.1 Mise en place
La modélisation numérique de la coupe orthogonale a été menée sur le logiciel Abaqus/Explicit
dans sa version 6.11-2. La figure 4.9 montre une représentation schématique du modèle. Les éléments
utilisés sont de type CPE4RT, élément quadrilatère, avec un couplage température/déplacement.
L’outil est modélisé avec un angle de coupe (γ0) de 5,92◦ et de dépouille (α0) de 5,26◦. Le maté-
riau utilisé pour l’outil est en carbure WC ISO-P20. Le rayon d’acuité d’arête (Rn) est de 15µm.
L’intéraction outil/matière a été considérée sans lubrification (à sec) comme pour les essais expé-
rimentaux.
Figure 4.9 – Schéma de la modélisation numérique de la coupe orthogonale [Zhang et al., 2011]
Afin d’optimiser la gestion du contact lors de la simulation, un modèle multiparties a été mis en
place avec quatre entités géométriques : Part1, l’outil ; Part2, le copeau ; Part3, zone de passage de
l’outil (au niveau de l’acuité d’arête) ; et Part4, le substrat. L’épaisseur de la Part3, correspondant
à la zone de passage de l’outil, est égale à l’acuité d’arête (Rn=15 µm) pour éviter des problèmes de
distorsion du maillage. Cette zone sacrificielle comporte trois éléments. De plus elle a été divisée en
trois parties : Part3-1, Part3-2 et Part3-3. Il faut également noter que les éléments complètement
endommagés, dans la zone sacrificielle, sont éliminés. Tandis que ceux qui ne le sont pas font partie
du copeau. La Part2 possède des éléments d’une taille de 40 µm.
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En ce qui concerne les conditions aux limites, la pièce est encastrée et l’outil mobile. Il se déplace
horizontalement de la droite vers la gauche.
Les propriétés de contact sont représentées par un modèle de frottement de Coulomb. Le travail
dû à la plastification, due au frottement, est supposé converti complètement en chaleur avec une
répartition 50/50 de cette énergie entre l’outil et la pièce. Le coefficient de frottement a été choisi
dans un premier temps égal à 0,7. Il est défini à partir de [Umbrello, 2008].
Nous faisons le choix d’utiliser la loi de comportement matériau de [Johnson and Cook, 1983].
C’est une loi empirique et elle est très utilisée dans la simulation numérique de l’usinage. En effet, elle
est disponible dans de nombreux codes de calculs notamment Abaqus. Elle fournit une description
satisfaisante du comportement des métaux et alliages car elle permet de prendre en compte des effets
d’écrouissage, de la vitesse de déformation et de la température pour des sollicitations dynamiques.
La contrainte d’écoulement est donnée par l’équation suivante (4.1), avec A, B, C, n et m les
constantes matériau.
σ¯ =
(
A+Bnp
)(
1 + Cln
(
˙p
˙0
))(
1−
(
T − T0
Tm − T0
)m)
(4.1)
Avec :
– σ¯ : contrainte d’écoulement (MPa) ;
– A : contrainte équivalente à la limite élastique (MPa) ;
– B et n : coefficients liés à l’écrouissage (B en MPa) ;
– C : coefficient de la sensibilité à la vitesse de déformation ;
– m : coefficient de sensibilité à la température ;
– p : déformation plastique équivalente ;
– ˙p : vitesse de déformation plastique équivalente (s−1) ;
– ˙0 : vitesse de déformation minimale pour la sensibilité du matériau ;
– T : température du matériau ou instantanée (◦K) ;
– T0 : température de référence des essais (◦K) ;
– Tm : température de fusion du matériau (◦K).
Les paramètres de la loi de comportement (A, B, C, n, m) et de la loi d’endommagement (D1,
D2, D3, D4, D5) de Johnson-Cook pour le Ti6Al4V sont résumés dans le tableau 4.4, tandis que
les paramètres des propriétés physiques de la pièce et de l’outil sont dans le tableau 4.5.
A B n C m D1 D2 D3 D4 D5
1098 1092 0,93 0,014 1,1 -0,09 0,25 -0,5 0,014 3,87
Tableau 4.4 – Paramètres de Johnson-Cook pour le Ti6Al4V [Leseur, 2000]
4.4.2 Comparaison expérimental/numérique : discussions
La comparaison a été réalisé sur les efforts de coupe et la morphologie du copeau, notamment la
distance entre deux pics (DP). La figure 4.10 montre la comparaison entre un copeau expérimental
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Propriétés Pièce (Ti6Al4V) Outil (P20)
Masse volumique ρ (kg/m3) 4430 15700
Module de Young E (GPa) 110 705
Coefficient de poisson ν 0,33 0,23
Chaleur spécifique Cp (J/Kg◦C) 670 178
Matériau Conductivité thermique λ (W/m◦C) 6,6 24
Coefficient d’expansion αd (µm/m/◦C) 9 5
Tm (◦C) 1630 /
T0 (◦C) 25 25
Fraction de chaleur inélastique 0,9
Coefficient de transmission de chaleur (W/m2K) 4×104
Contact Coefficient de répartition de chaleur 0,5
Coefficient de frottement 0,7
Energie de frottement transmise par chaleur 100%
Tableau 4.5 – Paramètres physiques de la pièce et de l’outil [Zhang et al., 2011]
et numérique pour les conditions Vc=32 m/min et f=0,2 mm/tr (essai 2). L’erreur relative est notée
Er. La comparaison se fait sur la distance entre deux pics consécutifs (DP) (valeurs moyennées sur
cinq mesures). La figure 4.11 montre la bonne corrélation entre DP expérimental et numérique.
La modélisation prédit bien les caractéristiques du copeau. Nous observons de la segmentation de
copeaux pour tous nos essais. Les copeaux des autres essais expérimentaux sont présentés dans
l’annexe C.
Figure 4.10 – Comparaison entre un copeau expérimental et numérique pour Vc=32m/min et
f=0,2 mm/tr (essai 2)
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Essai DPexp DPnum Er
(µm) (µm) (%)
1 98,91 106 7,2
2 152,5 150 -1,6
3 261,2 240 -8,1
4 81,06 74 -8,7
5 172,1 150 -12,8
6 276,84 230 -16,9
7 57,23 67 17,1
8 123,35 134 7,8
1 239,71 228 -4,9
Figure 4.11 – Comparaison de la distance entre deux pics (DP) expérimental/numérique
Sur la figure 4.12, nous avons tracé la distance entre deux pics en fonction de l’avance et pour
différentes vitesses de coupe. Nous observons une forte augmentation de DP avec l’avance. Cette
évolution est quasi linéaire. Par contre, DP est beaucoup moins sensible à la vitesse de coupe.
Figure 4.12 – Influence de la vitesse de coupe et de l’avance sur la distance entre deux pics (DP)
Le tableau 4.6 présente les valeurs expérimentales et numériques ainsi que l’erreur relative (Er).
La figure 4.13, montre une assez bonne prédiction du modèle numérique de l’effort Fx. Le modèle
a tendance à surestimer les valeurs de manière générale. Nous remarquons également, que plus la
vitesse de coupe diminue et plus l’erreur augmente. Il semblerait que le modèle prédit moins bien
à de faibles vitesses de coupe. Néanmoins, l’évolution de l’effort en fonction de l’avance est bien
représentée.
En ce qui concerne Fz (figure 4.14), le modèle de manière générale prédit mal les valeurs et les
évolutions en fonction de la vitesse de coupe et de l’avance.
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Essai Fxexp Fzexp Fxnum Er Fznum Er
(N) (N) (N) (%) (N) (%)
1 696,2 223,7 700 0,5 400 78,8
2 1029 274,1 1200 16,6 350 27,7
3 1426 399 1600 12,2 300 -24,8
4 688,9 251,1 700 1,6 450 79,2
5 1099 316,1 1200 9,2 375 18,6
6 1589 404,3 1500 -5,6 550 36
7 507,2 223,2 750 47,9 400 79,2
8 1012 316,2 1250 23,5 300 -5,3
9 1565 480,7 1600 2,2 300 -37,6
Tableau 4.6 – Résultats expérimentaux/numériques
Figure 4.13 – Comparaison des résultats expérimentaux et numériques pour l’effort Fx
Figure 4.14 – Comparaison des résultats expérimentaux et numériques pour l’effort Fz
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Influence du coefficient de frottement
Nous avons décidé de changer le coefficient de frottement du modèle afin de voir dans un premier
temps son effet sur les efforts de coupe et sur la morphologie du copeau. Dans un deuxième temps,
nous allons observer une éventuelle amélioration des résultats numériques par rapport aux résultats
expérimentaux. Le nouveau coefficient de frottement est de 0,3 et est défini par [Egana et al., 2012].
De plus, ce coefficient a été établi pour des vitesses (environ 30 m/min) proches de celles utilisées
dans cette étude.
La figure 4.15 représente la bonne corrélation entre l’expérimental et le numérique pour les DP
et avec un coefficient de frottement de 0,3. Nous observons une légère amélioration (R20,3>R20,7)
des résultats numériques. Cependant nous pouvons dire que pour de faibles vitesses de coupe, le
coefficient de frottement semble ne pas avoir d’effet significatif sur la distance entre deux pics.
Essai DPexp DPnum Er
(µm) (µm) (%)
1 98,91 84 -15,1
2 152,5 155 1,6
3 261,2 251 -3,9
4 81,06 83 2,4
5 172,1 158 -8,2
6 276,84 262 -5,4
7 57,23 58 1,3
8 123,35 138 11
1 239,71 225 -6,1
Figure 4.15 – Corrélation expérimental/numérique pour DP avec un coefficient de frottement de
0,3
Le tableau 4.7 présente les valeurs expérimentales et numériques pour un coefficient de frotte-
ment de 0,7 et de 0,3.
En ce qui concerne les efforts de coupe, ils sont représentés sur les figures 4.16 et 4.17. Pour
Fx (figure 4.16), une légère amélioration est obtenue avec un coefficient de frottement de 0,3. Nous
observons toujours une bonne évolution de Fx en fonction de la vitesse de coupe et de l’avance.
Fz quant à lui (figure 4.17), reste assez éloigné des résultats expérimentaux (tableau 4.7) en terme
de grandeurs. Il semblerait que le coefficient de frottement n’a pas beaucoup d’effet sur les efforts
générés. L’évolution de Fz en fonction de la vitesse de coupe et de l’avance n’est toujours pas en
adéquation avec celle de l’expérimental.
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Coeff frot=0,7 Coeff frot=0,3
Essai Fxexp Fzexp Fxnum Er Fznum Er Fxnum Er Fznum Er
(N) (N) (N) (%) (N) (%) (N) (%) (N) (%)
1 696,2 223,7 700 0,5 400 78,8 700,9 0,7 387,5 73,2
2 1029 274,1 1200 16,6 350 27,7 1223,8 18,9 356 29,9
3 1426 399 1600 12,2 300 -24,8 1631,9 14,4 340,1 -14,8
4 688,9 251,1 700 1,6 450 79,2 730,3 6 418,1 66,5
5 1099 316,1 1200 9,2 375 18,6 1194,9 8,7 367,9 16,4
6 1589 404,3 1500 -5,6 550 36 1589,8 0,1 345,7 -14,5
7 507,2 223,2 750 47,9 400 79,2 699,9 38 376,1 68,5
8 1012 316,2 1250 23,5 300 -5,3 1196 18,2 314,6 -0,7
9 1565 480,7 1600 2,2 300 -37,6 1852,5 18,4 348,5 -27,5
Tableau 4.7 – Résultats expérimentaux et numériques pour un coefficient de frottement de 0,7 et
de 0,3
Figure 4.16 – Comparaison expérimental/numérique pour Fx et avec un coefficient de frottement
de 0,3 et 0,7
Figure 4.17 – Comparaison expérimental/numérique pour Fz et avec un coefficient de frottement
de 0,3 et 0,7
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Tous les résultats des simulations numériques présentés n’ont fait l’objet d’aucun "recalage". Ils
sont bruts et montrent une assez bonne concordance simulation/expérimental.
Les conditions d’essais ont aussi été envoyées chez Impetus AFEA, start-up toulousaine spécia-
lisée dans la simulation en dynamique rapide. Ils développent un code propre basé sur des éléments
isogéométriques permettant de grandes déformations. Les résultats ne nous ayant pas été retournés
à temps, ils ne figurent pas dans le manuscrit mais feront l’objet d’études comparatives ultérieures.
4.5 Conclusion
Le but de cette partie numérique était de nourrir les modèles à base de données matériau réelles
et non bibliographiques tout en se plaçant en "utilisateur" de codes et en comparant la fiabilité de
différentes approches numériques.
On observe une bonne adéquation des résultats numériques suivant l’axe x. Par contre suivant
l’axe z, l’adéquation paraît moins évidente. Il est à noter que la variation du coefficient de frottement
semble avoir peu d’effet sur l’effort Fz généré. La zone de cisaillement primaire en pointe d’outil et
le retour élastique semblent prépondérants sur la génération des efforts perpendiculaires à la vitesse
de coupe.
A moyen terme il s’agit de pouvoir prédire par calcul les contraintes résiduelles en les comparant
aux nombreuses données expérimentales disponibles dans ce manuscrit.
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Conclusion
L’objectif de cette étude était d’étudier l’influence de l’usinage sur la durée de vie en fatigue
d’un alliage de titane, le Ti6Al4V. Trois points ont été prospectés : le lien usinage/surface, le lien
surface/fatigue et le lien usinage/fatigue. Pour les deux premiers points, il s’agissait de mettre en
évidence les paramètres influents. Le lien usinage/fatigue s’est réalisé par l’observation de l’inté-
grité de surface. Cette dernière est décrite par trois paramètres : un paramètre géométrique (la
rugosité), un paramètre mécanique (les contraintes résiduelles) et un paramètre métallurgique (la
microstructure et la microdureté).
L’état de l’art fait au chapitre 1, nous a permis d’avoir une vision globale de notre problématique
et de sa complexité. Il nous a également permis de faire des choix, notamment celui des paramètres
d’usinage à prendre en compte. Il a montré le peu d’études relatives à notre problématique, en
particulier sur le Ti6Al4V.
Le chapitre 2 a porté sur la remise en question et la qualification des protocoles expérimentaux.
Dans un premier temps, nous avons montré la nécessité d’utiliser la méthode des plans d’expériences
pour notre étude. En effet, elle nous a permis de réduire de manière considérable le nombre d’essais
tout en gardant une pertinence des résultats. Par ailleurs, cela nous a donné la possibilité de
mener une étude en fatigue. Dans un deuxième temps, nous avons montré la difficulté de mesurer
la microdureté pour un alliage de titane biphasé (α + β). Cela nous a mené à définir un autre
paramètre rendant compte de l’état métallurgique de notre matériau : la largeur de corde. Pour
finir, nous avons validé l’ensemble des essais expérimentaux et cela nous a permis d’effectuer les
premières observations sur le lien usinage/surface. Ces dernières ont mis en évidence l’existence
d’un retour élastique post-usinage important, l’existence d’un tartinage/labourage de la surface
usinée et de réaliser les premières analyses sur l’impact des paramètres d’usinage sur l’intégrité
de surface. Nous avons également observé que la passe d’ébauche semble avoir peu d’effet dans la
surface usinée, notamment sur l’état métallurgique : pas de grains déformés suivant la direction de
coupe. Quant à l’impact sur les contraintes résiduelles, d’après la littérature pour le Ti6Al4V, elles
ne sont présentes que dans les premiers 150-200 µm. La conséquence directe de cette observation,
peut être une augmentation des conditions de coupe de la passe d’ébauche. Enfin, nous pouvons
dire que c’est la dernière passe d’usinage qui inscrit l’historique thermomécanique dans la surface
usinée.
Dans le chapitre 3, nous présentons les résultats expérimentaux et leurs discussions. Tout
d’abord nous avons observé que l’ensemble des éprouvettes usinées n’ont pas été déformées malgré
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une faible épaisseur de ces dernières (3,5 mm) et des contraintes résiduelles de compression élevées
en surface (-300 MPa). Ceci nous a amené à penser que la libération des contraintes internes par
l’usinage est probablement à l’origine des déformations globales des pièces aéronautiques. Ensuite
le lien usinage/surface a été établi et nous avons pu observer l’impact des paramètres d’usinage (Vc,
f, R, ap et lubrification) sur l’intégrité de surface. Le rayon de bec a été le facteur le plus influent
sur le paramètre géométrique (rugosité). Lorsqu’il diminue, la rugosité diminue. Nos observations
ont montré un phénomène de tartinage/labourage lors de la coupe. Phénomène accentué par le
deuxième passage de la dent sur la surface usinée et le retour élastique important. Les moyens clas-
siques de mesure de la rugosité ne prennent pas en compte ce phénomène. Il est possible que l’ordre
de grandeur soit différent. En ce qui concerne le paramètre mécanique (contraintes résiduelles), c’est
la vitesse de coupe qui a été la plus influente. Lorsque celle-ci diminue, les contraintes résiduelles
tendent vers la compression et inversement lorsqu’elle augmente, elles tendent vers la traction.
Plusieurs études ont observé ces tendances. Quant à l’état métallurgique (largeur de corde, carac-
térisant le pic de diffraction), le facteur le plus significatif a été la lubrification. Son utilisation tend
à diminuer la largeur de corde. La lubrification joue plusieurs rôles notamment celui d’améliorer le
glissement aux interfaces outil/matière et de refroidir la zone de coupe. Le premier tend à diminuer
l’écrouissage et donc la largeur de corde. Quant au second, il peut entrainer une augmentation de
cette dernière. Dans notre cas et en l’état actuel des choses, il ne nous est pas possible de privi-
légier tel ou tel rôle joué par la lubrification. Puis, nous avons étudié le lien surface/fatigue. La
conclusion à laquelle les résultats nous ont amenés est la suivante : les paramètres géométrique
et métallurgique ne sont pas influents sur la durée de vie en fatigue, seul le paramètre mécanique
(contraintes résiduelles) semble être le meilleur indicateur. Les contraintes résiduelles compressives
sont bénéfiques à la durée de vie en fatigue. Elles retardent l’amorçage et modifient le chargement
vu par l’éprouvette. Un modèle phénoménologique a été établi avec comme hypothèse la prise en
compte des contraintes résiduelles dans la charge appliquée. Une nouvelle limite de fatigue a été
déterminée ; elle est inférieure à celle généralement admise pour ce type d’alliage. Les mécanismes
de rupture sont identiques sur l’ensemble des éprouvettes de fatigue, à savoir très proche de la
surface. Pour finir, nous avons pu proposer une gamme d’usinage pouvant améliorant la durée de
vie en fatigue. Cette gamme doit créer des contraintes résiduelles compressives élevées. L’étude
du lien usinage/surface nous a permis de définir les conditions de coupe privilégiant cet état de
contraintes : une vitesse de coupe et une avance modérées, un petit rayon de bec et l’utilisation
de la lubrification. La profondeur de passe quant à elle n’étant pas significative, dans un objectif
de productivité nous avons avantagé une valeur élevée. Notre gamme d’usinage optimisée a permis
d’augmenter la durée de vie d’un facteur 2,7 par rapport à une gamme industrielle de référence.
Notre modèle phénoménologique a décrit correctement le comportement en fatigue.
Le chapitre 4 avait pour objectif d’établir le lien usinage/surface en dehors du domaine expéri-
mental établi lors de la thèse et de nourrir les modèles de données expérimentales. L’usinage génère
des phénomènes complexes et afin de les comprendre nous nous sommes intéressés à la coupe ortho-
gonale. Malgré une modélisation faite sans recalage, nous avons observé une bonne corrélation entre
nos résultats expérimentaux et numériques pour l’effort de coupe Fx et la morphologie du copeau
(DP). Quant à l’effort de coupe Fz, les résultats numériques restent assez éloignés des résultats
expérimentaux. La variation du coefficient de frottement ne semble pas avoir d’effet significatif sur
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les efforts de coupe générés et sur la morphologie du copeau. A moyen terme il s’agit de pouvoir
modéliser les contraintes résiduelles et de les comparer aux nombreuses données disponibles dans
ce manuscrit.
Perspectives
D’une part il est souhaitable de consolider le lien usinage/surface en alimentant avec de nouveaux
essais le plan d’expériences établi dans cette thèse. Il s’agit de compléter le plan de criblage afin
d’obtenir un plan de modélisation (20 essais supplémentaires) et d’estimer un modèle prédictif pour
chaque réponse. Une étude sur des critères d’état de surface 3D prenant compte des phénomènes
comme le tartinage est à envisager. Il serait également intéressant d’étudier de plus près l’effet de
la lubrification sur la largeur de corde et donc de l’écrouissage. D’autre part, il faut élargir l’étude
pour différents outils, type de lubrification, trajectoire d’usinage, etc... L’extrapolation à d’autres
nuances de titanes doit aussi être effectuée, notre étude se limitant au Ti6Al4V.
En ce qui concerne le lien surface/fatigue et usinage/fatigue, il est souhaitable d’associer les
contraintes résiduelles à des mécanismes d’endommagement notamment de les introduire dans les
lois d’amorçage et de propagation de fissures. Il serait intéressant d’étudier l’effet des contraintes
résiduelles sur la contrainte moyenne. De voir l’effet du profil des CR sous la surface usinée sur
la durée de en fatigue et son impact si le profil varie. Un modèle global prédisant la durée de
vie en fatigue en fonction des conditions d’usinage pourrait être envisagé et une validation sur
pièces réelles est à mener. Enfin, l’usinage n’est pas le seul ni forcément le dernier traitement de
surface que subissent les pièces avant usage. En aéronautique, après usinage certaines pièces de
structure endurent un traitement de protection contre la corrosion qui interagit avec ce dernier.
Cette interaction pourrait modifier le classement des surfaces usinées par rapport aux durées de vie
qu’elles engendrent. Il faut aussi noter que la plupart des structures sont soumises à des chargements
multiaxiaux. Il serait donc également souhaitable d’élargir l’étude à ce type de sollicitation.
Quant à la modélisation numérique, dans un premier temps, l’approche serait de valider les
résultats numériques avec les résultats expérimentaux, surtout en ce qui concerne les contraintes
résiduelles. Dans un deuxième temps, il faudrait se diriger vers une modélisation 3D de l’usinage puis
du fraisage. Une modélisation numérique fiable 3D permettrait de prédire les contraintes résiduelles
crées par l’usinage et donc d’en déduire la durée de vie en fatigue des pièces aéronautiques en
s’appuyant sur un modèle de fatigue éprouvé.
A plus long terme, et après validation, la définition des critères BE et des méthodes industrielles
de production de pièces titanes pourrait être modifiées à plusieurs niveaux. D’une part l’usinage
pourrait être utilisé comme moyen de dopage de la durée de vie des structures à condition que
les conditions de coupe de la passe finale soient choisies avec précaution. En découlerait soit une
plus grande fiabilité en vol, soit un allègement des structures pour une fiabilité équivalente. D’autre
part la reconsidération des critères de validation des pièces après usinage uniquement géométriques
à l’heure actuelle devrait être effectuée. La mesure in-situ de contraintes résiduelles en atelier
permettrait de vérifier la qualité de l’usinage au niveau fatigue. Dans cette optique les bureaux
d’études définiraient des critères CR complémentaires aux rugosités couramment employées. La
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définition de nouveaux moyens de mesures des contraintes résiduelles en atelier semble nécessaire
alors qu’ils sont actuellement peu accessibles et dédiés aux laboratoires de recherche.
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Annexe
A
Résultats de fatigue : faciès de rupture
et courbes de fatigue
Les faciès de rupture des différentes gammes sont présentés ci-dessous (figures A.1 et A.2).
(a) Essai 12 (b) Détail site d’amorçage essai 12
(c) Essai 3 (d) Détail site d’amorçage essai 3
Figure A.1 – Faciès de rupture
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(a) Essai 4 (b) Détail site d’amorçage essai 4
(c) Essai 17 (d) Détail site d’amorçage essai 17
Figure A.2 – Suite : faciès de rupture
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Annexe
B
Méthode de calcul du coefficient de
concentration de contrainte Kt
B.1 Méthode développée par [Limido, 2008]
B.1.1 Définition de la longueur critique
[Pearson, 1975] a été le premier à montrer que les fissures courtes ne se comportent pas comme
les fissures longues et que leur étude sort donc du cadre de la mécanique linéaire élastique de
rupture (MLER). Physiquement, les fissures courtes sont associées à des zones de déformation
plastique grandes devant la longueur de la fissure. Il n’est alors pas possible d’utiliser les facteurs
d’intensité de contrainte linéaires élastiques : une approche de type mécanique élastique plastique
de la rupture (MEPR) doit être mise en oeuvre. Il existe donc une longueur caractéristique a0 de
la transition du comportement des fissures de fatigue (figure B.1). De manière simplifiée, on peut
considérer que la MLER ne s’applique que lorsque la fissure est de longueur supérieure à a0.
Figure B.1 – Représentation schématique du diagramme de Kitagawa
[Kitagawa and Takahashi, 1976]
Par ailleurs cette longueur caractéristique trouve aussi une représentation dans l’étude du com-
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portement en fatigue des pièces entaillées. En effet, [Taylor and Wang, 2000] ont montré que si l’on
représente l’effet du rayon de fond d’entaille sur la limite de fatigue, il existe un rayon critique à
partir duquel il y a un changement de comportement (figure B.2). En fait, si l’on prend comme
référence la limite de fatigue associée à une éprouvette entaillée dont le fond d’entaille est de rayon
nul, nous constatons qu’il faut augmenter sensiblement le rayon d’entaille jusqu’à un rayon critique
pour que la limite de fatigue commence à croitre. Taylor a montré expérimentalement que ce rayon
critique est égal à la longueur caractéristique a0.
Figure B.2 – Résultats expérimentaux de l’influence du rayon de fond d’entaille sur la limite de
fatigue d’un acier [Taylor and Wang, 2000]
Cette longueur caractéristique peut être déterminé par l’équation B.1 proposé par
[El Haddad et al., 1979] :
a0 =
1
pi
(∆Kth
∆σ0
)2
(B.1)
avec :
– ∆Kth : seuil de propagation
– ∆σ0 : limite d’endurance de référence
[Limido, 2008] propose d’utiliser la longueur caractéristique a0 de manière différente. Il considère
la texture de surface comme un concentrateur de contraintes, cependant il existe un rayon de fond
d’entaille critique en dessous duquel il n’y a plus d’évolution de la limite de fatigue. Il est donc
raisonnable de penser que seulement une partie des longueurs d’onde contenues dans la texture
d’une surface modifie le comportement en fatigue de la pièce texturée par rapport à une pièce polie.
Il propose donc de séparer les informations contenues dans le profil de surface en une partie utile
au calcul de Kt et une partie inutile au calcul de Kt.
L’idée est de détourner le principe de séparation des profils classiquement utilisé pour la déter-
mination des profils de rugosité. En effet, un profil de surface brut peut être séparé par filtrage en
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un profil de forme, un profil d’ondulation et un profil de rugosité. Ces profils sont caractéristiques
d’échelles différentes ou de longueurs caractéristiques différentes.
Il considère que la surface utile pour le calcul de Kt ne doit pas contenir d’informations d’une
longueur d’onde inférieure à la longueur caractéristique a0 définie par l’équation B.1.
B.1.2 Séparation des profils par filtrage
Il calque sa méthode de séparation sur celle définie par la norme (ISO 4288 96). Cette norme
décrit la méthode servant à extraire d’un profil de mesure de surface brut, le profil d’ondulation
et le profil de rugosité. Le principe est d’utiliser un filtre gaussien qui a les propriétés de ne pas
produire de distorsion et de ne pas créer de déphasage. La fonction de pondération de ce filtre
est définie par l’équation B.2. Elle est fonction de la longueur de coupure (Lc). Ici, la longueur de
coupure de ce filtre est choisie égale à la longueur caractéristique a0.
s(x) = 1
Lc
√
ln2
pi
e
−pi
(
x
Lc
√
ln2
pi
)2
(B.2)
Un exemple d’utilisation de cette méthode est donné en figure B.3. Le profil brut (en rouge)
a été obtenu par mesure (rugosimètre Mahr) d’une surface réalisée par étau limeur. L’application
de la méthode de séparation permet d’obtenir, à partir du profil P, le profil filtré (en vert). La
différence entre profil brut et profil filtré (en bleu) permet d’illustrer l’information qui n’est pas
pris en compte dans la définition du Kt. Sur la base de cette définition de la surface utile au calcul
de Kt, un modèle EF permet de déterminer Kt numériquement.
B.1.3 Calcul EF du coefficient de contraintes locales Kt
Le profil obtenu après filtrage est importé dans Matlab afin d’y être maillé. Les éléments finis
utilisés sont des triangles et un maillage adaptatif est utilisé. Une taille mini d’éléments est fixée
à 10 µm. Le modèle 2D mis en oeuvre est décrit schématiquement en figure B.4. Kt est le rapport
entre la contrainte maximale obtenue loin des bords du domaine et la contrainte nominale.
B.1.4 Validation
La phase de validation s’appuie sur les travaux de [Suraratchai, 2006] pour la détermination de
la durée de vie en fatigue.
La tenue en fatigue est divisée en deux domaines : le domaine des grandes durées de vie et
le domaine des faibles durées de vie. L’application d’un critère de seuil de propagation permet
d’estimer la limite de fatigue dans le domaine des grandes durées de vie. Dans le domaine des
faibles durées de vie, la MLER est utilisée pour estimer la durée de vie en propagation et une
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Figure B.3 – Exemple de séparation de profils de surface pour le calcul de Kt [Limido, 2008]
Figure B.4 – Représentation schématique du modèle EF de calcul de Kt [Limido, 2008]
loi de type puissance permet d’évaluer la durée de vie en amorçage. Le schéma du principe de la
méthode utilisée est présenté en figure B.5. Les entrées du modèle sont encadrées en jaunes (de part
et d’autre de l’encadré central). Nous pouvons ainsi remarquer que le Kt intervient dans toutes les
phases du calcul de la durée de vie.
La validation est réalisée par des essais de flexion 4 points sur un alliage d’aluminium. Les
éprouvettes sont usinées en fraisage en bout à grande vitesse. Les Kt ont été déterminés par la
méthode vue précédemment et la durée de vie est calculée via l’approche présentée dans la figure
B.5.
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Figure B.5 – Principe de calcul de fatigue [Limido, 2008]
Les essais ont été réalisés pour un unique cas de chargement correspondant à une sollicitation
de 330 MPa. Les résultats du modèle d’estimation de la durée de vie sont comparés avec les essais
expérimentaux. L’erreur maximale du modèle par rapport aux essais est d’environ 15% dans les cas
étudiés. Il est intéressant de constater que l’erreur semble très faiblement dépendante de la valeur
du Kt (figure B.6). Le modèle n’est visiblement pas moins précis pour de faibles Kt que pour les
forts Kt.
Ces résultats démontrent la robustesse de l’approche développée pour l’étude en fatigue de
surfaces fraisées en bout. L’objectif d’extension au cas des surfaces fraisées et de fiabilisation du
modèle de [Suraratchai, 2006] pour la détermination de Kt est atteint.
B.1.5 Synthèse et discussion
La méthode développée pour déterminer le coefficient de concentration de contraintes locales
est résumée par la figure B.7.
Le Kt déterminé par cette approche est celui créé par seulement une partie de la texture de
surface. En effet, seule la partie filtrée du profil de surface intervient dans ce calcul.
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Figure B.6 – Comparaison modèle/essais en fonction du Kt calculé [Limido, 2008]
Figure B.7 – Synthèse de la méthode de détermination de Kt [Limido, 2008]
Cette approche est finalement assez proche de celle de Suraratchaï du point de vue de l’idée
générale. Néanmoins, cette nouvelle mise en oeuvre permet d’étendre le champ d’application de
l’approche Kt aux surfaces fraisées et permet d’obtenir des résultats plus robustes. Deux aspects
fondamentaux ont ainsi été pris en compte : une définition robuste du filtrage et la convergence
systématique du calcul EF.
[Limido, 2008] a proposé une nouvelle approche de la détermination du coefficient de concen-
tration de contraintes locales Kt dans le cadre de l’étude en fatigue des surfaces usinées en fraisage
à grande vitesse. Cette approche est basée sur les travaux de [Suraratchai, 2006] dans lesquels la
texture de surface est modélisée par éléments finis dans le but d’identifier le Kt généré par la texture
de surface.
Le problème classique associé au calcul du Kt est lié à la définition de l’échelle de modélisation.
En effet, la recherche d’une modélisation extrêmement précise de la géométrie de la surface peut
conduire à des valeurs numériques de Kt localement très élevées voire infinies alors que la surface
étudiée est polie. De plus, les tailles de mailles des modèles EF peuvent ne plus être en accord avec
la représentation par la mécanique des milieux continus.
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Le principal apport de ces travaux consiste en une définition robuste de la surface utile pour le
calcul par EF de Kt. Il a mis en oeuvre un filtre gaussien qui permet de dissocier les informations
utiles et inutiles (pour la définition de Kt). La longueur de coupure de ce filtre a été associée à une
longueur caractéristique (a0) du matériau. Celle-ci représente un seuil de transition de comporte-
ment des fissures en fatigue (comportement en endurance illimité à comportement en endurance
limité).
Le Kt ainsi défini a été introduit dans l’approche de [Suraratchai, 2006] permettant le calcul de
la durée de vie en fatigue. La validation a été faite pour des surfaces à petits rayons de courbure
locale, qui sont présents dans la plupart des surfaces fraisées. Dans ce cas, cette démarche donne de
bons résultats avec une erreur maximale d’environ 15% par rapport aux essais. Cela a permit ainsi
de valider à la fois la définition de Kt, mais aussi l’utilisation de cette définition pour l’extension
du domaine de validité aux surfaces fraisées en bout.
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Annexe
C
Images de copeaux de la coupe
orthogonale
Les morphologies de copeaux des différents essais de coupe orthogonale observées avec l’Alicona,
sont présentées ci-dessous (figures C.1 et C.2).
(a) Essai 1 (b) Essai 3
Figure C.1 – Morphologie de copeaux
Celles observées par la caméra rapide sont présentées ci-dessous (figures C.3 et C.4).
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(a) Essai 4 (b) Essai 5
(c) Essai 6 (d) Essai 7
(e) Essai 8 (f) Essai 9
Figure C.2 – Suite : morphologie de copeaux
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(a) Essai 1 (b) Essai 2
(c) Essai 3 (d) Essai 4
(e) Essai 5 (f) Essai 6
Figure C.3 – Morphologie de copeaux observée avec la caméra rapide
183
Annexe C. Images de copeaux de la coupe orthogonale
(a) Essai 7 (b) Essai 8
(c) Essai 9
Figure C.4 – Suite : morphologie de copeaux observée avec la caméra rapide
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Influence de l’usinage sur la durée de vie en fatigue de pièces aéronautiques en
alliage de titane
Résumé : L’objectif de cette étude est de décrire l’influence de l’usinage sur la durée de vie
en fatigue de pièces aéronautiques en alliage de titane (Ti6Al4V). L’approche proposée comporte
trois étapes principales. Dans la première étape, nous étudions l’influence de l’usinage sur l’intégrité
de surface. C’est un problème multivariable et complexe, et pour le résoudre nous avons utilisé la
méthode des plans d’expériences. Cette méthode a permis de mettre en évidence les paramètres
d’usinage influents sur l’intégrité de surface. La seconde étape s’attache à étudier l’influence de
l’intégrité de surface sur la durée de vie en fatigue. L’influence prépondérante des contraintes
résiduelles en surface sur la durée de vie en fatigue a été observée. En effet, elles semblent être un
bon indicateur permettant de prédire et d’optimiser la durée de vie en fatigue. La troisième étape
s’attache à développer l’articulation des deux étapes précédentes pour optimiser la durée de vie en
fatigue à partir des paramètres d’usinage. Des essais ont été menés avec des conditions d’usinage
optimisées. La durée de vie en fatigue a été multipliée par un facteur 2,7 par rapport aux conditions
industrielles standards. Avec cette dernière étape, nous définissons une nouvelle stratégie d’usinage,
à contre courant des tendances actuelles, qui consiste à réaliser l’usinage en une seule passe avec de
faibles vitesses de coupe et une profondeur de passe importante.
Mots-clefs : Intégrité de surface ; Ti6Al4V ; Usinage ; Durée de vie en fatigue.
Influence of machining on the fatigue life of aircraft parts made of titanium
alloy
Abstract : The objective of this study is to describe the influence of machining life time of
aircraft parts made of titanium alloy (Ti6Al4V) under fatigue. The proposed approach consists in
three main steps. In the first step, we study the influence of machining on surface integrity. This is
a multivariable and complex problem, and we used an experimental design to solve it. This method
allowed to highlight the machining parameters influence on surface integrity. The second step aims
at studying the influence of surface integrity on life time in fatigue. The dominant influence of
residual surface stresses on fatigue life time was observed. Indeed, they seem to be a good indicator
to predict and optimize the fatigue life time. The third stage aims at developing the articulation
of the two previous steps to optimize fatigue life time from the machining parameters. Tests were
conducted with optimized machining conditions. Life time in fatigue has been multiplied by a 2.7
factor compared to standard industrial conditions. With this last step, we define a new machining
strategy, against current trends, which is to achieve a single pass machining with a low cutting
speed and a large axial depth of cut.
Key words : Surface integrity ; Ti6Al4V ; Machining ; Fatigue life time.
